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Vorwort des Herausgebers 
Die schnelle und effiziente Umsetzung innovativer Technologien wird vor dem Hinter-
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wohl mit der Leistungssteigerung von Fertigungsverfahren und zugehörigen Werkzeug-
maschinen- und Handhabungstechnologien als auch mit der ganzheitlichen Betrach-
tung und Optimierung des gesamten Produktionssystems. Hierbei werden jeweils tech-
nologische wie auch organisatorische Aspekte betrachtet. 
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In the manufacturing of high-stressed metallic components mechanical surface treat-
ment processes are used to influence surface layer states like the topography, the re-
sidual stresses, work hardening and/or the microstructure. The surface layer states 
need to be improved to achieve the requested service properties like fatigue resistance. 
Mechanical surface treatment is an additional process step in the process chain of part 
manufacturing to enhance performance but it is increasing production time and costs. 
Hence, different hybrid processes have been developed including mechanical surface 
treatment into prior process steps. The process strategy Complementary Machining 
combines machining with a mechanical surface treatment process step using the cut-
ting tool. Due to the inverse machining direction during the mechanical surface treat-
ment process a high plastic deformation is induced in the surface layer which results in 
optimized roughness, work hardening, residual stresses and grain refinement. 
The objective of the present work is the generation of process knowledge about the 
influence of the cutting edge microgeometry on the resulting process forces, tempera-
tures and resulting surface layer states during Complementary Machining of Armco-
Iron and AISI 4140. In a further step, an optimized cutting edge microgeometry is iden-
tified in order to reduce tool wear. Finally, the fatigue performances of machined and 
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Die detaillierte Betrachtung von Fertigungsprozessen und -prozessketten spielt bei der 
Herstellung hochbelasteter metallischer Bauteile eine große Rolle. Diese werden im 
Kontext der Ressourceneffizienz zunehmend so ausgelegt, dass sie bei optimaler Ma-
terialausnutzung den gestellten Anforderungen gerecht werden. Hierfür rückt die Bau-
teilrandschicht als höchstbelasteter Ort eines Bauteils in den Fokus. Zielgrößen im Zu-
sammenhang der zu optimierenden Bauteilrandschicht können bspw. die Topographie, 
die Verfestigung oder der Eigenspannungszustand sein. Diese Bauteilzustände werden 
dahingehend optimiert, dass das Bauteil bspw. einer schwingenden Belastung im spä-
teren Einsatz widerstehen kann. Dies beinhaltet, dass geringe Rauheiten, eine hohe 
Verfestigung und Druckeigenspannungen zu einer gesteigerten Lebensdauer führen 
können. Somit kann bei gleichem Materialeinsatz eine gesteigerte Bauteilperformance 
erreicht oder das Bauteil bei gleicher Funktionserfüllung über die geforderte Lebens-
dauer kleiner dimensioniert werden. 
Neben der bauteilseitigen Optimierung rücken die Fertigungsverfahren selbst in den 
Fokus. Zwar können die geforderten Bauteilzustände i.d.R. am Ende der Prozesskette 
durch thermische, mechanische oder thermo-mechanische Oberflächenbehandlungs-
verfahren gezielt eingestellt werden. Aus Gründen der Kosten- und/oder Ressourcenef-
fizienz wird in der jüngsten Vergangenheit jedoch intensiv daran gearbeitet, die Pro-
zesse zur Oberflächenbehandlung zu optimieren, sie in vorhergehende Prozesse zu 
integrieren oder gar zu vermeiden. Dies beinhaltet zum einen, dass ein grundlegendes 
Prozess- und Mechanismenverständnis aufgebaut wird, um Optimierungspotential auf-
zuzeigen bzw. Optimierungen vornehmen zu können. Zum anderen werden hybride 
Prozesse entwickelt, die es erlauben, Prozesse in vorhergehende Prozessschritte zu 
integrieren und somit die Prozesskette zu verkürzen.  
Ein weiterer Ansatz ist die gänzliche Vermeidung von Prozessen zur Oberflächenbe-
handlung, indem bereits in einem formgebenden Zerspanungsprozess die Bauteilzu-
stände gezielt eingestellt werden können. Hierzu kommen innovative Konzepte zur Pro-
zessführung, bspw. der Einsatz einer kryogenen Kühlung zum Einsatz. Ein weiterer 
Ansatz ist der gezielte Einsatz von Zerspanungswerkzeugen mit denen der Werk-
stofffluss und damit die resultierenden Bauteilzustände durch gezielte Schneidkanten-




Die vorliegende Arbeit verfolgt den Ansatz, die Prozessschritte Zerspanung und an-
schließende mechanische Oberflächenbehandlung zu kombinieren. Diese beiden Pro-
zesse werden ohne Werkzeugwechsel in der gleichen Bauteileinspannung unter Ver-
wendung des Zerspanungswerkzeugs durchgeführt. Dabei verfährt das Zerspanungs-
werkzeug nach der Zerspanung in entgegengesetzter Bearbeitungsrichtung über die 
Bauteiloberfläche. Die mechanische Oberflächenbehandlung unter Verwendung des 
Zerspanungswerkzeuges induziert eine plastische Verformung in der Bauteilrand-
schicht, wodurch die Bauteilzustände gezielt beeinflusst werden können. Diese Pro-
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2 Stand der Forschung und Technik 
2.1 Mechanische Oberflächenbehandlung 
Eine mechanische Oberflächenbehandlung wird insbesondere bei der Herstellung 
hochbelasteter, metallischer Bauteile angewandt. Ziel dabei ist, Randschichtzustände 
so zu beeinflussen, dass die Bauteile einer schwingenden, tribologischen und/oder kor-
rosiven Beanspruchung standhalten können. Dazu wird die Randschicht elastisch-plas-
tisch verformt, um gezielt eine Randschichtverfestigung oder Druckeigenspannungen 
einzubringen bzw. die Topographie gezielt zu beeinflussen (Wohlfahrt & Krull 2000). 
Seit von (Tilghman 1870) mit dem Sandblasen ein Vorläufer zum heutigen Kugelstrah-
len erfunden wurde, wurden im Laufe der Zeit eine Vielzahl von mechanischen Ober-
flächenbehandlungsverfahren entwickelt, die in zahlreichen Arbeiten vorgestellt werden 
(Klumpp, Hoffmeister & Schulze 2014; Schulze 2006; Schulze et al. 2016). 
Abbildung 2-1 zeigt eine Übersicht der Verfahren zur mechanischen Oberflächenbe-
handlung. Dabei kann in Verfahren mit ungeführten Werkzeugen, wie bspw. dem Ku-
gelstrahlen, bei dem Kugeln stochastisch verteilt auf das Werkstück treffen, und geführ-
ten Werkzeugen unterschieden werden. Die geführten Werkzeuge unterscheiden sich 
 
Abbildung 2-1: Verfahren zur mechanischen Oberflächenbehandlung mit geführten 
und ungeführten Werkzeugen, nach (Schulze et al. 2016) 
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weiterhin nach der Art des Werkstück-Werkzeug-Kontaktes. Während bei Verfahren, 
wie dem Festwalzen, das Werkzeug kontinuierlich im Kontakt mit dem Werkstück steht, 
stehen die sog. Machine Hammer Peening (MHP) Verfahren in periodischem bzw. in 
periodisch-kontinuierlichem Kontakt mit dem Werkstück. Weiterhin unterscheiden sich 
die Verfahren zur mechanischen Oberflächenbehandlung hinsichtlich der Verformungs-
geschwindigkeit. 
 
2.1.1 Klassische Verfahren zur mechanischen Oberflächenbehandlung 
Kugelstrahlen 
Beim Kugelstrahlen, das nach (DIN 8200) zum Anwendungsgebiet des Strahlens zu 
zählen ist, wird ein Strahlmittel beschleunigt und auf die Bauteiloberfläche geschleu-
dert. Ziel ist eine Festigkeitssteigerung, eine Reinigung bzw. Entgratung oder eine 
Oberflächenveredelung. Ein weiterer Anwendungsfall ist das „peen forming“, bei dem 
dünnwandige Bauteile im Bereich der Luftfahrt kugelgestrahlt werden, um gezielt Run-
dungen und Krümmungen einzustellen (Miao et al. 2010). 
Die Beschleunigung des Strahlmittels erfolgt mittels Druckluft, Schleuderrädern oder 
Injektor- bzw. Injektorgravitationsanlagen. Das Strahlmittel hat dabei in der Regel einen 
Durchmesser zwischen 0,05 und 2,5 mm (Inglebert et al. 2009). Dabei muss das Strahl-
mittel eine gleiche oder höhere Härte als das zu strahlende Bauteil aufweisen, um die 
Randschicht beeinflussen zu können (Wohlfahrt 1984). Die Strahlzeit ist ein weiterer 
Parameter beim Kugelstrahlen. Da mit steigender Strahlzeit der Bedeckungsgrad nicht 
in gleicher Weise steigt, wird das Bauteil i.d.R. nur bis zu einem Bedeckungsgrad von 
etwa 98 % kugelgestrahlt, um eine Oberflächenzerrüttung infolge zu langer Strahlzeit 
zu vermeiden (Wohlfahrt & Krull 2000).  
Entsprechend der Klassifizierung von (Schulze et al. 2016) zählt das Kugelstrahlen zu 
den Prozessen mit ungeführtem Werkzeug. Zwischen Düsenaustritt und Aufprall auf 
der Oberfläche können somit die Strahlmittelpartikel interagieren und sich gegenseitig 
beeinflussen. Daraus kann eine ungleichmäßige Verteilung der Eindrücke resultieren. 
Weiterhin sind geometriebedingte Unterschiede im Bearbeitungsergebnis durch Zu-
gänglichkeit und Aufprallwinkel nicht auszuschließen. Als Ergebnis kann die Bearbei-
tungsintensität sowie Tiefenwirkung streuen (Wied 2011). Aus diesem Grund müssen 
für das Kugelstrahlen die Prozessstellgrößen, das Strahlmittel und der notwendige 
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Überdeckungsgrad im Vorfeld definiert werden, um die geforderten Bauteilzustände zu 
erhalten. Hierfür kann bspw. das Messverfahren basierend auf Almen Intensität, eine 
Messgröße für die Bearbeitungsintensität, unterstützen (Herzog et al. 1996). Dabei wer-
den sog. Almen-Streifen kugelgestrahlt. Durch die eingebrachten Druckeigenspannun-
gen biegt sich das Bauteil durch. Die Durchbiegung wird über die Strahlzeit aufgetra-
gen. Damit kann die Sättigung bestimmt werden. Diese ist per Definition dann erreicht, 
wenn bei Verdopplung der Strahlzeit die Durchbiegung nur noch um 10% zunimmt 
(Hoffmeister 2009). 
 
Machine Hammer Peening (MHP) 
Der Begriff Machine Hammer Peening (deutsch: maschinelles Oberflächenhämmern) 
umfasst eine Vielzahl von mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren. Dabei 
sind die Anwendungsgebiete vielfältig und reichen von der handgeführten Variante zur 
Bearbeitung von Schweißnähten im Stahlbau bis hin zu automatisierten Bearbeitungen 
in der Automobilindustrie (Schulze et al. 2016).  
Die MHP-Verfahren sind durch einen geführten Prozess gekennzeichnet. Dabei erfährt 
der Hammerkopf eine hochfrequente lineare, oszillierende Anregung. Diese ist gekenn-
zeichnet durch die Frequenz (20 bis 20.000 Hz) und dem Hub. Weitere Prozessstell-
größen sind der Hammerkopfdurchmesser, der Bahnabstand, der Vorschub und der 
Aufprallwinkel.  
Die technische Umsetzung dieser linearen Bewegung wird nach (Schulze et al. 2016) 
in zwei Gruppen untergliedert. Bei direkt sonotrodengetriebenen Systemen erfolgt die 
oszillierende Bewegung durch einen piezoelektrisch oder magnetisch angetriebenen 
Ultraschallgenerator, der fest mit dem Hammerkopf verbunden ist. Somit erlaubt diese 
Technologie eine kontrollierte Bewegung des Hammerkopfes (Statnikov 2009). Als bei-
spielhafte Verfahren sind das Ultrasonic Impact Treatment (Hessert et al. 2008) oder 
die Ultrasonic Nanocrystalline Surface Modification (Pyoun et al. 2008) zu nennen. 
Bei sonotrodengetriebenen Systemen ist der Hammerkopf nicht fest mit der Sonotrode 
verbunden. Dadurch unterscheiden sich die Frequenzen von Sonotrode und Hammer-
kopf. Die Sonotrode oszilliert mit sehr hoher Frequenz; bspw. 20 kHz. Durch die unre-
gelmäßige Wechselwirkung des Hammerkopfes mit der Sonotrode wirkt dieser mit ei-
ner deutlich geringeren Frequenz (bspw. 3 kHz) auf die Bauteiloberfläche ein (Gust et 
al. 1999). Mit dieser Technologie ausgestattete Systeme sind das Ultrasonic Impact 
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Treatment (Statnikov, Korolkov & Vityazev 2006), Ultrasonic Impact Peening (Mordyuk 
& Prokopenko 2007), Ultrasonic Shock Treatment (Gust et al. 1999), Ultrasonic Needle 
Peening (Leferve 2014) oder Ultrasonic Peening (Kudryavtsev Y. et al. 2010). 
Neben der Beschleunigung des Hammerkopfes mittels einer Sonotrode wurden Sys-
teme entwickelt, die auf piezoelektrischen, elektromagnetischen oder pneumatischen 
Wirkprinzipien beruhen.  
Piezoelektrische Systeme nutzen einen Piezo-Aktuator zur Beschleunigung des Ham-
merkopfes (Wied 2010). Dabei kommen oftmals mehrere in Reihe geschaltete Piezo-
Aktuatoren zum Einsatz. Bei Anlegen eines Wechselstroms führen die Piezo-Aktua-
toren eine oszillierende Bewegung aus, die durch Verbindung mit einem Federpaket 
verstärkt wird. Das Piezopeening von (Lienert 2017) ist ein weiteres Verfahren, das auf 
dem Wirkprinzip eines Piezoaktuators beruht. Dieser erzeugt gezielt Schwingungen, 
wobei keine Schwingungsverstärker zum Einsatz kommen. Frequenz und Amplitude 
können dadurch gezielt eingestellt werden. Das Verfahren ist mit einem Vorschub von 
2,2 bis 3 m/min vergleichsweise schnell. Dies erfordert jedoch eine ausgereifte Pro-
zessregelung und ist somit schwer zu kontrollieren (Lienert, Hoffmeister & Schulze 
2013; Lienert et al. 2014; Lienert, Hoffmeister & Schulze 2014).  
Bei elektromagnetischen Systemen wird mittels eines Magnetfelds eine Spule in eine 
oszillierende Schwingung versetzt. Diese ist über einen Stößel fest mit dem Hammer-
kopf verbunden (Loecker 2007). Bei pneumatischen Systemen wird bei dem Verfahren 
High Frequency Impact Treatment durch Druckluft ein Kolben in eine oszillierende Be-
wegung versetzt (Telljohann & Dannemeyer 2009). Beim handgeführten System Pneu-
matic Impact Treatment wird die Hammerkopfbewegung durch einen pneumatischen 
Muskel realisiert (Gerster 2009). Charakteristisch bei den elektromagnetischen und 
pneumatischen Systemen sind die vergleichsweise geringen Vorschübe (ca. 0,2 bis 
0,3 m/min) und Frequenzen (bis 500 Hz). 
Beim Ultraschall-Festwalzen wird der klassische Festwalzprozess mit einer Ultraschall-
schwingung überlagert. Dabei sorgt eine hydraulische Einheit (Bozdana, Gindy & Li 
2005) oder eine Federkraft (Liu, Wang & Wang 2011) für den statischen Druck somit 
die Fixierung der Festwalzkugel. Ein Ultraschallgenerator übt piezoelektrisch Schwin-
gungen auf die rotierende Festwalzkugel aus und ist für die dynamischen Prozesskräfte 
verantwortlich. Mit dieser Technologie ausgestattete Verfahren sind Ultrasonic Deep 
Cold Rolling (Bozdana, Gindy & Li 2005), Ultrasonic Deep Rolling (Luo, Zheng & Wu 
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2012), Ultrasound-Aided Deep Rolling (Zhu et al. 2009) und Ultrasonic Surface Rolling 
Process (Liu, Wang & Wang 2011).  
 
Festwalzen und Glätten 
Beim Festwalzen überrollt ein Festwalzwerkzeug mit einer definierten Vorspannkraft 
die Bauteiloberfläche mit dem Ziel, diese zu verfestigen und/oder Druckeigenspannun-
gen einzubringen bzw. deren Rauheit zu reduzieren (Wohlfahrt & Krull 2000). Interna-
tional wird dabei Festwalzen in Low Plasticity Burnishing (LPB) (Lambda Technologies 
2018) und Deep Rolling (DR) (Ecoroll AG 2018) unterschieden. Während LPB-Verfah-
ren oftmals zu einer geringen plastischen Deformation von gehärteten oder hochfesten 
Stählen führen soll, kann durch DR-Verfahren eine höhere Kaltverfestigung induziert 
werden (Prevéy et al. 2006).  
Klassische Prozessstellgrößen sind Vorschub, Kugel- bzw. Rollendurchmesser, Anzahl 
der Überrollungen und der Festwalzdruck. Letzterer kann durch ein mechanisches, 
hydrostatisches oder pneumatisches Wirkprinzip aufgebracht werden (Abrão et al. 
2014). Diese machen ggf. periphere Nebenaggregate wie eine Hydraulikpumpe not-
wendig. Die Prozessführung kann um eine kryogene Kühlung erweitert werden, um 
bspw. stabile Mikrostrukturen einzustellen (Meyer 2012).  
Das Glätten ist eine Variante des Festwalzens. Dabei verformt eine sphärische Dia-
mantspitze mit 100 % Schlupf die Bauteiloberfläche elastisch-plastisch, statt wie beim 
Festwalzen die elastisch-plastische Verformung durch reines Überrollen einzubringen. 
Die Vorspannkraft kann hierbei durch eine Feder aufgebracht werden (Korzynski, 
Pacana & Cwanek 2009). Der Einsatz von Schmiermittel kann beim Glätten von Vorteil 
sein und die Werkzeugstandzeit verbessern, ist aber nicht zwingend notwendig (Bau-
blies 2018).  
Typische Anwendungen von Festwalzen bzw. Glätten sind rotationssymmetrische Bau-
teile, wie Antriebswellen oder Gleitlager (Wohlfahrt & Krull 2000).  
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2.1.2 In Zerspanung integrierte mechanische Oberflächenbehandlung 
In der industriellen Anwendung steigt die Notwendigkeit, zeit- und kosteneffiziente Pro-
zesse oder Prozessketten zu etablieren. Aus diesem Grund wurden in der Vergangen-
heit hybride bzw. Kombinationsprozesse entwickelt (Lauwers et al. 2014). Mit Kombi-
nationsprozessen kann bspw. eine mechanische Oberflächenbehandlung mit einen 
vorhergehenden Zerspanungsprozess in einer Aufspannung durchgeführt werden. 
(Shirsat & Ahuja 2004) hat eine Kombination von Drehen und zwei separaten Festwalz-
werkzeugen auf einer Maschine für die Bearbeitung von Aluminium vorgeschlagen. 
Letztere sind sich gegenüber angeordnet, wodurch in einer Umdrehung zweifaches 
Überrollen realisiert werden kann. Somit muss das Werkstück nicht zwischen den Be-
arbeitungsschritten umgespannt werden. Drehen und Festwalzen wurde von (Axinte & 
Gindy 2004; Axinte & Cao 2008) in einem Werkzeug kombiniert, um gezielt die Verfes-
tigung und Topographie von Inconel 718 zu beeinflussen. Dabei werden das Zer-
spanungswerkzeug sowie das Festwalzwerkzeug in einem Kombinationswerkzeug 
konstruktiv so angeordnet, dass der Zerspanung unmittelbar das Festwalzen folgt. Den 
gleichen Ansatz verfolgen (Denkena, Meyer & Breidenstein 2007) beim sog. Drehwal-
zen. Dieses wurde von (Denkena, Grove & Maiss 2016) für die Bearbeitung von Lager-
flächen aus 100Cr6 weiterentwickelt. Dabei ist das Festwalzwerkzeug in einem Ab-
stand von 13 mm hinter dem Zerspanungswerkzeug angeordnet. 
Diese Verfahrenskombinationen haben gemein, dass Dreh- und Festwalzwerkzeuge so 
kombiniert werden, dass in einem Prozessschritt Zerspanung und mechanische Ober-
flächenbehandlung erfolgen kann. Damit sind diese Prozessschritte unmittelbar anei-
nander gekoppelt, wodurch Prozessstellgrößen, wie der Vorschub für beide Prozess-
schritte gelten. Weiterhin haben diese Systeme bauraumbedingt Prozessgrenzen bei 
der Zugänglichkeit oder Flexibilität komplexer Bauteilgeometrien. 
Um die Kopplung der Prozessschritte Zerspanung und mechanische Oberflächenbe-
handlung voneinander zu lösen, wurde von (Baublies 2018) ein Kombinationswerkzeug 
in die industrielle Anwendung gebracht. Bei entsprechender Maschinenkinematik kann 
damit sowohl die Zerspanung als auch ein Diamant-Glätten in einer Werkzeugauf-
nahme umgesetzt werden.  
Ein weiterer Ansatz ist der Festreibprozess mittels eines Zerspanungswerkzeugs (Den-
kena, Breidenstein & Dyogtyev 2008). Hierbei wird die Schneide als Reibwerkzeug bei 
der Bearbeitung von Aluminium eingesetzt. In einem kleinen Prozessfenster mit sehr 
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geringen Reibgeschwindigkeiten können lebensdauersteigernde Druckeigenspannun-
gen eingestellt werden. Im Allgemeinen verschlechtern sich jedoch die Randschichtzu-
stände, was nicht zuletzt an einer Prozessinstabilität liegt (Denkena et al. 2010). Das 
Festreiben wurde wissenschaftlich nicht weiter untersucht. 
In (Iwai, Hashimoto & Suzuki 2016) wurde das Zerspanungswerkzeug als Glättwerk-
zeug eingesetzt. Nach dem Drehprozess wird das Zerspanungswerkzeug tangential zur 
Rotationsachse verschoben, sodass die Freifläche und nicht mehr die Schneidecke im 
Werkzeugkontakt steht. Mit reduzierter Bearbeitungsgeschwindigkeit, geringer Zustel-
lung von wenigen Mikrometern sowie deutlich reduziertem Vorschub wird so ein 
Einglätten der Oberfläche von S45C realisiert. 
Neben der mechanischen Oberflächenbehandlung kann bereits der Zerspanungspro-
zess genutzt werden, um gewünschte Bauteilzustände einzustellen. Hierfür kann der 
Einsatz einer kryogenen Kühlung bei einem Drehprozess die resultierende Härte von 
41Cr4 (Grzesik & Żak 2013), Mikrostruktur von 42CrMo4 (Ambrosy et al. 2014) oder 
die Porosität von Wolfram (Schoop et al. 2016) gezielt beeinflussen. In (Ambrosy, Zan-
ger & Schulze 2015; Segebade, Zanger & Schulze 2016) und (Maiß, Grove & Denkena 
2017) konnte gezeigt werden, dass durch geeignete Wahl weiterer Prozessstellgrößen, 
wie die Zustellung oder auch die Schneidkantenmikrogeometrie, geforderte Rand-
schichtzustände eingestellt werden können. Diese können bspw. tribologische Eigen-
schaften oder die Schwingfestigkeit gezielt beeinflussen (Linsler et al. 2017; Ambrosy 
2015). Die Beschreibung der Schneidkantenmikrogeometrie kann dabei nach (Den-
kena et al. 2005) bspw. mit dem Form-Faktor K, dem Quotient aus den Schneidkanten-
segmenten Sγ an der Span- und Sα an der Freifläche, beschrieben werden (vgl. Abbil-
dung 2-2). Die mittlere Schneidkantenverrundung  ist der Mittelwert der beiden 
Schneidkantensegmente an der Span- bzw. Freifläche. 
 
Fazit 2-1 
In der Vergangenheit wurde eine Vielzahl von Verfahren zur mechanischen Oberflä-
chenbehandlung, beginnend bei handgeführten Werkzeugen bis hin zu hochautomati-
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sierten Lösungen, entwickelt. Unterschiedlichste Kinematiken und technische Um-
setzungen bringen Energie in die Bauteilrandschicht ein. Diese führt zu einer rand-
schichtnahen elastisch-plastischen Verformung mit dem Ziel der Optimierung der Bau-
teilzustände. Allerdings benötigen diese Verfahren zusätzliche Anlagen, Nebenaggre-




Es wurden Kombinationsprozesse entwickelt, die mehrere Prozessschritte in einer Auf-
spannung oder in einem Prozess vereinen. Diese haben das Potential zur Prozessket-
tenverkürzung bei gleichzeitig gezielter Einstellung der Bauteilzustände. Diese Kombi-
nationsprozesse stellen eine Alternative zu den klassischen mechanischen Oberflä-
chenbehandlungsverfahren dar, auch wenn weiterhin Herausforderungen in der Pro-
zessführung oder der Sicherstellung der Prozessstabilität bestehen. 
 
 
Abbildung 2-2: Schneidkantencharakterisierung nach (Denkena et al. 2005) 




Mechanische Oberflächenbehandlungsverfahren können durch randschichtnahe plas-
tische Verformung die Bauteilzustände, wie die Rauheit, die Härte bzw. Integralbreite 
als Maß für die Verfestigung, die Mikrostruktur und den Eigenspannungszustand gezielt 
beeinflussen. Dabei spielen die gewählten Prozessstellgrößen eine zentrale Rolle. In 
Abbildung 2-3  sind die Bauteilzustände nach einer mechanischen Oberflächenbehand-
lung schematisch dargestellt. 
2.2.1 Rauheit 
Die resultierende Rauheit kann beim Kugelstrahlen durch eine Vielzahl von Einfluss-
faktoren beeinflusst werden. Prozessstellgrößen wie Strahlmittel, Strahldruck oder 
Massendurchsatz nehmen genauso Einfluss wie die Härte des Bauteils. So kann beim 
Kugelstrahlen von 42CrMo4 mit steigender Strahlmittelgröße und -härte sowie steigen-
dem Strahldruck die Rauheit gesteigert werden, während mit steigendem Massen-
durchsatz die Rauheit gesenkt werden kann (Holzapfel et al. 1998). 
Mit MHP-Verfahren können je nach Verfahren in Grenzen nahezu beliebige Rauheiten 
eingestellt werden. In (Lienert et al. 2016) wurde ein Vergleich der Wirkung verschie-
dener MHP-Verfahren bei der Bearbeitung von Almenstreifen aus dem Federstahl 
SAE1070 durchgeführt. Dabei konnte gezeigt werden, dass verfahrensunabhängig 
sehr geringe mittlere Rautiefen bis etwa Rz = 1,5 μm eingestellt werden können. 
  
Abbildung 2-3: Schematische Darstellung der Bauteilzustände nach einer mechani-
schen Oberflächenbehandlung, (Scholtes & Macherauch 1986) 
12 Stand der Forschung und Technik 
 
 
Gleichzeitig sind allerdings auch höhere Rauheitskennwerte möglich. Relevante Pro-
zessstellgrößen sind der Hammerkopfdurchmesser, Vorschub und Bahnabstand. Da-
bei können noch verfahrensspezifische Prozessstellgrößen, wie die Frequenz, relevant 
sein. 
Durch das Festwalzen ist es möglich, die Rauheit für nahezu alle metallische Werk-
zeuge zu reduzieren (Schulze et al. 2016). (Rodríguez et al. 2012) konnte bspw. durch 
Festwalzen von C45 die gemittelte Rautiefe von 14,2 auf 1,27 μm reduzieren. Die re-
sultierende Rauheit hängt insbesondere von der Festwalzkraft ab. So reduziert sich 
zunächst mit steigender Festwalzkraft die Rauheit auf ein Minimum. Bei weiter steigen-
der Festwalzkraft steigt dagegen die Rauheit (Sequera et al. 2014). Dies kann in letzter 
Konsequenz bei übermäßig hohen Festwalzkräften zur oberflächennahen Rissbildung 
führen (Kuznetsov, Tarasov & Dmitriev 2015).  
Bei der Zerspanung kann die Rauheit durch eine Vielzahl von Prozessstellgrößen, wie 
dem Vorschub, der Schnitttiefe oder dem eingesetzten Kühlmedium beeinflusst wer-
den. Weitere Einflussgrößen auf die Rauheit sind die Schnittbedingungen, das Werk-
zeug und die Bauteilzustände (Benardos & Vosniakos 2003). Nach (Denkena & Bier-
mann 2014) hängt die Rauheit unmittelbar vom Vorschub ab, wobei insbesondere bei 
Schlichtprozessen die Schneidkantenmikrogeometrie in den Fokus rückt. So hat (Maiß, 
Grove & Denkena 2017) beim Hartdrehen von 100Cr6 festgestellt, dass eine steigende 
Schneidkantenverrundung infolge einsetzendem Pflügen zu steigenden Rauheitskenn-
werten führt. Asymmetrische Schneidkantenmikrogeometrien können dagegen die 
Rauheit senken. Die Verbesserung von Rauheitskennwerten unter Einsatz von Kühl-
medien wie der kryogenen Kühlung oder Minimalmengenschmierung konnte durch die 
Untersuchungen an einem Drehprozess von 42CrMo4 und 36CrNiMo4 gezeigt werden 
(Dhar, Paul & Chattopadhyay 2002; Dhar, Kamruzzaman & Ahmed 2006). 
Beim Drehwalzen, der Kombination aus Drehen und Festwalzen, von 100Cr6 konnte 
mit steigendem Vorschub die Rauheit gesenkt werden (Maiß, Denkena & Grove 2016). 
Dagegen führt beim Festreibprozess von Aluminium eine steigende Bearbeitungsge-
schwindigkeit zu steigenden Rauheiten (Denkena et al. 2010). (Iwai, Hashimoto & 
Suzuki 2016) konnten mit ihren Untersuchungen an S45C zeigen, dass ein Einglätten 
der Oberfläche mit einem Zerspanungswerkzeug möglich ist. 
 




Durch eine mechanische Oberflächenbehandlung kann infolge der plastischen Verfor-
mung und der Kaltverfestigung die Randzone gezielt verfestigt werden; die Härte steigt. 
Ausschlaggebend ist die sich infolge der plastischen Verformung erhöhende Verset-
zungsdichte (Dörr 2000).  
Beim Kugelstrahlen kann die Verfestigung bspw. durch eine hohe Strahlmittelgeschwin-
digkeit oder einen hohen Strahldruck erhöht werden. Dagegen kann eine Entfestigung 
durch Versetzungsumordnung bei hohem Überdeckungsgrad oder hoher Strahlzeit fol-
gen (Burgahn, Vöhringer & Schulze 1993).  
Grundsätzlich sind durch MHP-Verfahren Härtesteigerungen möglich. Wie in (Schulze 
et al. 2016) zusammengefasst ist, können für die unterschiedlichsten Werkstoffe Här-
testeigerungen erzielt werden. Dabei spielen die Prozessstellgrößen wie Hub, Ham-
merkopfdurchmesser oder Härte des Hammerkopfes eine entscheidende Rolle. Die 
Untersuchungen von (Lienert et al. 2016) zeigen jedoch, dass insbesondere für harte 
Werkstoffe wie den Federstahl SAE1070 keine oder nur marginale Steigerungen der 
Härte möglich sein können. 
Beim Festwalzen verschiebt sich mit steigender Festwalzkraft die maximal auftretende 
Härte ins Bauteilinnere. Dies kann ggf. zu einer Entfestigung an der Oberfläche führen 
(Fuchsbauer 1983). In (Salahshoor & Guo 2011) konnte gezeigt werden, dass mit sin-
kender Festwalzkraft höhere Härten an MgCa0,8 resultieren. Weiterhin kann die Härte 
durch kryogenes Festwalzen gesteigert werden (Meyer 2012; Brinksmeier, Garbrecht 
& Meyer 2008). 
Durch die Zerspanung kann der Verfestigungszustand beeinflusst werden. Als Haupt-
einflussgröße rückt hier die Schneidkantengeometrie in den Vordergrund. So konnte 
beim Drehen mit einer gefasten Schneidkante die Härte von C45 gesteigert werden 
(Sasahara 2005). In (Ambrosy 2015) konnten dagegen keine signifikanten Änderungen 
der Härte bei unterschiedlichen Parameterkonfigurationen von Schnitttiefe und 
Schneidkantenradius nach dem Drehen von 42CrMo4 beobachtet werden. 
 




Durch mechanische Oberflächenbehandlungsverfahren kann es infolge der plastischen 
Verformung zu Änderungen der Mikrostruktur in der Randschicht kommen. Diese Än-
derungen umfassen die reine Verformung von Körnern über eine Scherung bis hin zur 
Rekristallisation und damit zu einer Kornfeinung in den Nanometerbereich (Amanov, 
Sasaki & Pyun 2013; Xie et al. 2013; Pyun et al. 2012). 
Die mikrostrukturellen Änderungen durch das Kugelstrahlen wurden in mehreren Arbei-
ten untersucht. In (Umemoto et al. 2005) wurde der Einfluss der Prozessstellgrößen 
Strahlgeschwindigkeit und Überdeckung auf eine resultierende nanokristalline Rand-
schicht an Eisenwerkstoffen mit unterschiedlichen Kohlenstoffgehalten betrachtet. Mit 
steigender Strahlgeschwindigkeit und steigender Überdeckung konnten dabei nano-
kristalline Randschichten nachgewiesen werden. Des Weiteren zeigten Arbeiten von 
(Sun et al. 2018a; Sun et al. 2018b), dass Ultraschall-Kugelstrahlen von Aluminium-
Legierungen zu einer Bildung nanokristalliner Randschichten führen kann. 
MHP-Verfahren beeinflussen ebenfalls die Mikrostruktur. Dabei sind die mikrostruktu-
rellen Änderungen abhängig von den Prozessstellgrößen. So kann mit einem kleinen 
Hammerkopfdurchmesser und einem großen Hub lokal eine hohe Energie eingebracht 
werden, die eine Kornfeinung zur Folge hat (Ahn et al. 2012). Des Weiteren führt eine 
größere Kontaktkraft zu einer tiefreichenden Verformung und damit zur Kornfeinung 
(Amanov et al. 2012).  
Die Mikrostruktur kann ebenfalls durch Festwalzen beeinflusst werden. So konnte beim 
Festwalzen der Magnesiumlegierung AZ31B eine Kornfeinung nachgewiesen werden 
(Pu et al. 2012). In (Schulze et al. 2012) führte das Festwalzen von 42CrMo4 durch 
lokale Scherung der Randschicht zu einer Kornfeinung. Weiterhin untersuchte (Yang et 
al. 2011) den Einfluss kryogener Kühlmedien beim Festwalzen von Co-Cr-Mo. So 
konnte eine Steigerung der nanokristallinen Randschicht von 38 μm nach klassischem 
Festwalzen auf 105 μm nach kroygenem Festwalzen erzielt werden. 
Das bei der Zerspanung wirkende thermo-mechanische Lastkollektiv in der Um-
formzone kann zu mikrostrukturellen Änderungen in der Randschicht führen (Weber et 
al. 2008). Diese konnte bspw. in der Hartzerspanung von 100Cr6 gezeigt werden 
(Umbrello 2011). Weiterhin konnte der Einfluss der Schneidkantenmikrogeometrie auf 
die Mikrostruktur nachgewiesen werden. Große Schneidkantenradien können eine 
hohe plastische Verformung bzw. Scherung induzieren, die eine Kornfeinung zur Folge 
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haben kann (Jivishov 2008; Kotschenreuther 2008). Die Kornfeinung kann auch durch 
die Schneidkantenasymmetrie beeinflusst werden. So führen Schneidkanten mit einem 
Form-Faktor K < 1 zu einer stärker, während Form-Faktoren K > 1 zu geringer ausge-
prägten nanokristallinen Randschicht an 42CrMo4 (Segebade, Zanger & Schulze 
2016). Eine weitere Einflussgröße ist das Verhältnis von Schneidkantenverrundung rβ 
zu Spanungsdicke h. Mit steigendem rβ/h sinkt der effektive Spanwinkel, wodurch sich 
das thermo-mechanische Lastkollektiv und damit die Scherzone ändert (Schulze, Zan-
ger & Ambrosy 2013a). Sinkende Korngrößen und steigende Dicken der nanokristalli-
ner Randschichten bei der Zerspanung von 42CrMo4 sind die Folge (Schulze, Zanger 
& Ambrosy 2013b; Ambrosy 2015). 
 
2.2.4 Eigenspannung 
Die sich nach einer mechanischen Oberflächenbehandlung in der Regel einstellenden 
Druckeigenspannungszustände können werkstoffabhängig durch eine randschicht-
nahe plastische Streckung oder Hertz’sche Pressung beschrieben werden. Bei der 
plastischen Streckung wird die Ausdehnung der plastisch verformten Randschicht 
durch die tieferliegende nicht-plastisch verformte Schicht behindert, wodurch sich rand-
schichtnah Druckeigenspannungen ausbilden (Scholtes 1991). Bei der Hertz’schen 
Pressung stellt sich ein randschichtnaher dreiachsiger Spannungszustand ein, der eine 
maximale Schubspannung und letztlich Druckeigenspannungen nach sich zieht 
(Hertz 1881). Die Eigenspannungszustände und die gezielte Beeinflussung durch das 
Kugelstrahlen wurden in zahlreichen Arbeiten untersucht und sind in (Schulze 2006) 
zusammengefasst.  
Sowohl bei MHP-Verfahren als auch beim Festwalzen resultiert eine anisotrope Eigen-
spannungsverteilung durch Hertz’sche Pressung. Damit beeinflussen quasi alle MHP-
Verfahren den Eigenspannungszustand. Dabei sind die Eigenspannungen quer zur Be-
arbeitungsrichtung betragsmäßig größer als in Bearbeitungsrichtung (Lienert 2017). 
Steigende Druckeigenspannungen von Inconel 718 konnten nach der mechanischen 
Oberflächenbehandlung gemessen werden. Dabei wurden kleine Hammerkopfdurch-
messer verwendet (Hessert et al. 2008). Diese führen lokal zu einem steigenden Kon-
taktdruck bei der Bearbeitung. Allerdings beeinflussen die weiteren Prozessstellgrößen 
ebenfalls die Eigenspannungszustände, wie der Vergleich der MHP-Verfahren von (Li-
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enert et al. 2016) zeigt. Dabei können je nach Prozessstellgrößen hohe Druckeigen-
spannungen in den Federstahl SAE1070 eingebracht werden, wie es mit dem Ult-
rasonic Nanocrystal Surface Modification Verfahren möglich ist. Im Gegensatz dazu ist 
es auch möglich, den Eigenspannungszustand quasi nicht zu beeinflussen, wie die 
Messungen nach der mechanischen Oberflächenbehandlung mit elektromagnetischen 
Systemen zeigen. 
Durch eine steigende Festwalzkraft kann die maximal auftretende Druckeigenspan-
nung in eine tieferliegende Randschicht verlagert werden (Denkena & Lucas 2007). 
Dabei führen hohe Festwalzkräfte nicht zwangsläufig zu hohen Druckeigenspannun-
gen, wie die Untersuchungen von (Gruber, Holzheimer & Naundorf 1984; Altenberger 
2000) gezeigt haben. 
Bei der Zerspanung wird der Eigenspannungszustand unmittelbar von den thermischen 
und mechanischen Belastungen beeinflusst (Scholtes 1991). Während hohe plastische 
Verformungen zu Druckeigenspannungen führen (Tönshoff 1965), führen hohe Pro-
zesstemperaturen zu Zugeigenspannungen (Scholtes 1991). Bei der Zerspanung von 
100Cr6 mit großen Schneidkantenradien führen hohe Quetschungen bzw. Pressungen 
des Werkstoffs zu Druckeigenspannungen (Thiele et al. 2000). Um Zugeigenspannun-
gen infolge hoher Prozesstemperaturen zu vermeiden bzw. zu reduzieren, können 
Kühlmedien wie bspw. eine kryogene Kühlung zum Einsatz kommen (Umbrello et al. 
2011). Analog zu den Erkenntnissen aus der Zerspanung bzgl. der thermo-mechani-
schen Belastung konnten beim Festreibprozess Druckeigenspannungen bei geringen 
Bearbeitungsgeschwindigkeiten induziert werden. Bereits bei geringer Erhöhung der 
Bearbeitungsgeschwindigkeit schlagen diese jedoch in Zugeigenspannungen um, was 
auf die steigenden Prozesstemperaturen zurückzuführen ist (Denkena et al. 2010). 
 
Fazit 2-3 
Die Bauteilzustände werden durch mechanische Oberflächenbehandlungsverfahren 
unmittelbar beeinflusst. So führt eine randschichtnahe elastisch-plastische Verformung 
prozessstellgrößenabhängig nicht nur zu einer Änderung der Rauheit, sondern auch 
der Verfestigung, Mikrostruktur und Eigenspannungszustände. Diese Bauteilzustände 
werden auch durch den Zerspanungsprozess beeinflusst, bei dem durch geeignete 
Prozessstellgrößen gezielt Bauteilzustände eingestellt werden können. 
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2.3 Einfluss der Bauteilzustände auf die Schwingfestigkeit 
Die Bauteilzustände wirken sich unmittelbar auf Bauteileigenschaften, wie die Schwing-
festigkeit aus. Dabei sind neben den Bauteilzuständen der Werkstoff sowie die Art und 
Ausmaß der Schwingungsbeanspruchung relevant. In mehreren Arbeiten wurden die 
Zusammenhänge der Bauteilzustände auf die Schwingfestigkeit zusammengefasst 
(Scholtes 1991; Wohlfahrt & Krull 2000; Schulze 2006). Im Allgemeinen führen geringe 
Rautiefen zu einer Steigerung der Schwingfestigkeit, da die Rissinitiierung bzw. -aus-
breitung verzögert wird. Diese kann ebenfalls durch eine Verfestigung oder Druckei-
genspannungen verzögert bzw. verhindert werden. Darüber hinaus konnte gezeigt wer-
den, dass Bauteile mit einer ausgeprägten nanokristallinen Randschicht eine gestei-
gerte Schwingfestigkeit aufweisen können (Bagherifard & Guagliano 2012). 
Die Untersuchungen von (Trung, Khun & Butler 2018) zum Kugelstrahlen von 
36CrNiMo4 zeigen, dass die Schwingfestigkeit um bis zu 100 % gesteigert und gleich-
zeitig die Rissinitiierung von der Bauteiloberfläche in das Volumen verlagert werden 
konnte. (Wick, Schulze & Vöhringer 1999) konnten zeigen, dass durch Kugelstrahlen 
von 42CrMo4 die Schwingfestigkeit gesteigert werden kann. Diese konnte nochmals 
gesteigert werden, indem der Kugelstrahlprozess bei erhöhten Temperaturen durchge-
führt wurde. Dies kann auf reckalterungsbedingte Cottrell-Wolken und kleinste Aus-
scheidungen zurückgeführt werden, die durch das Kugelstrahlen mit erhöhter Tempe-
ratur eingebracht werden. Diese behindern die Versetzungsbewegung und führen letzt-
lich zu einer größeren Stabilität der Eigenspannungen. 
In der Literatur existiert eine Vielzahl von Untersuchungen zur Schwingfestigkeitsstei-
gerung durch MHP-Verfahren, siehe (Schulze et al. 2016). So konnte bspw. (Wu et al. 
2012) eine Steigerung der Schwingfestigkeit von Proben aus S45C nachweisen, die 
zuvor mittels dem Ultrasonic Nanocrystal Surface Modification Verfahren bearbeitet 
wurde. Bei mechanischer Oberflächenbehandlung des Warmarbeitsstahls SKD61 
konnte ebenfalls mit dem gleichen Verfahren eine Steigerung der Schwingfestigkeit er-
zielt werden (Pyoun et al. 2008).  
In einer umfangreichen Studie vergleicht (Wagner et al. 2011) das Festwalzen mit den 
mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren Laser Peening und Kugelstrahlen. 
Es konnte gezeigt werden, dass für AI7075-T73 und Ti6Al4V nach dem Festwalzen 
infolge hoher und tiefreichender Druckeigenspannungen die höchsten Schwingfestig-
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keiten resultieren. Einen ähnlichen Vergleich hat (Lienert et al. 2014) für die mechani-
sche Oberflächenbehandlung von 42CrMo4 mittels Piezopeening, Kugelstrahlen und 
Festwalzen durchgeführt. Dabei resultierte nach dem Festwalzen eine vergleichsweise 
geringe Schwingfestigkeit, obwohl oberflächennahe Druckeigenspannungen vor-
herrschten. Zugeigenspannungen im Bauteilinneren führten jedoch zu frühzeitigem 
Versagen. In diesem Vergleich konnte mittels Piezopeening die höchste Schwingfes-
tigkeit beobachtet werden. Dies hängt nicht zuletzt mit den geringeren Rauheiten nach 
dem Piezopeening zusammen. 
In weiteren Untersuchungen wurde die Schwingfestigkeit von Bauteilen untersucht, die 
zwar nicht mechanisch oberflächenbehandelt, jedoch unter definierten Zerspanungs-
bedingungen hergestellt wurden. So hat (Sasahara 2005) für die Zerspanung von C45 
die Schneidecke mit Fasen versehen. Es konnten so gezielt Bauteilzustände verbessert 
werden, die zu einer Steigerung der Schwingfestigkeit geführt haben. In einer weiteren 
Betrachtung von Prozessstellgrößen hat (Ambrosy 2015) das Verhältnis rβ/h so ausge-
nutzt, dass lebensdauersteigernde nanokristalline Randschichten durch die Zer-
spanung von 42CrMo4 induziert wurden.  
 
Fazit 2-4 
Die Schwingfestigkeit wird maßgeblich durch die Bauteilzustände insbesondere in der 
Randschicht, beeinflusst. Diese können sowohl durch mechanische Oberflächenbe-
handlungsverfahren aber auch durch die Zerspanung gezielt eingestellt werden. Es ist 
jedoch anzumerken, dass sich durch eine Bearbeitung stets mehrere Kenngrößen des 
Bauteilzustands ändern, die in ihrer Summe die Bauteileigenschaften beeinflussen.  
 
2.4 FE-Prozesssimulation 
Die Simulation von Fertigungsprozessen und -prozessketten gewinnt zunehmend an 
Bedeutung. Mittels der Simulation können Wirkzusammenhänge von Prozessstellgrö-
ßen und resultierenden Bauteilzuständen abgeschätzt werden. Dadurch werden oft-
mals zeit- und kostenintensive experimentelle Analysen vermieden bzw. können redu-
ziert werden. Weiterhin kann die Simulation dazu genutzt werden, ein tieferes Prozess- 
und Mechanismenverständnis zu erlangen. 
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2.4.1 Modellierung des Werkstoffverhaltens 
Eine der zentralen Herausforderungen bei der FE-Prozesssimulation ist die korrekte 
Abbildung des Werkstoffverhaltens (Melkote et al. 2017). So müssen für die simulative 
Abbildung eines Prozesses, bei dem oftmals lokal auftretende thermo-mechanische 
Lastkollektive über einen großen Gültigkeitsbereich hinsichtlich der plastischen Deh-
nung bis 10, Dehnrate bis 106 s-1 und Temperaturen von 1000°C oder mehr auftreten, 
Modelle gefunden werden, die das Werkstoffverhalten ausreichend genau beschreibt 
(Arrazola et al. 2013).  
Phänomenologische Modelle beschreiben das Werkstoffverhalten auf Basis von Grö-
ßen wie der plastischen Dehnung εpl, plastischen Dehnrate pl und der Temperatur T: 
         Formel 2-1 
Das am häufigsten für die Zerspanungssimulation eingesetzte phänomenologische Mo-
dell ist das nach (Johnson & Cook 1983). Dabei gilt: 
    Formel 2-2 
mit der Streckgrenze A unter quasistatischer Beanspruchung und Raumtemperatur TRT. 
Die Verfestigung für steigende plastische Dehnungen wird über die Werkstoffparameter 
B und n* beschrieben. Die Werkstoffparameter C bzw. m kalibrieren die Dehnraten- 
bzw. Temperaturabhängigkeit, wobei n die Referenzdehnrate darstellt. Ts ist die 
Schmelztemperatur. 
Den phänomenologischen stehen physikalisch-basierte Modelle entgegen. Diese be-
schreiben das Werkstoffverhalten als eine Funktion der mikrostrukturellen Vorgänge, 
wie der Wechselwirkung von Versetzungen oder der dynamischen Rekristallisation. 
Eine allgemeine Formulierung physikalisch-basierter Modelle ist die nach (Mecking & 
Kocks U.F. 1865), die eine Evolutionsgleichung von mikrostrukturellen Vorgängen be-
schreibt: 
         Formel 2-3 
         Formel 2-4 
         Formel 2-5 
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mit den mikrostrukturellen Werkstoffparametern ρ1 und ρ2, der plastischen Dehnrate pl 
und der Temperatur T (Melkote et al. 2017).  
(Seeger 1954) geht davon aus, dass sich unterhalb einer Temperatur die Fließspan-
nung dehnratenabhängig aus einem athermischen σG und einem thermischen Anteil 
σ*(T, ) zusammensetzt.  
          Formel 2-6 
Diese beiden Anteile beruhen auf der Wirkung der Überwindung weit- und kurzreichen-
der Versetzungshindernisse. In Abbildung 2-4  sind schematisch die Dehnraten- und 
Temperaturabhängigkeiten auf die Fließspannung dargestellt. Bei T = 0 K ist der ther-
mische Anteil infolge verschwindender thermisch bereitgestellter Energie maximal. 
Weiterhin hat die Dehnrate keinen Einfluss mehr. Mit steigender Temperatur können 
Hindernisse überwunden werden, die Fließspannung sinkt. Für T > T0 ist der thermi-
sche Anteil bestimmend, da ab dieser Temperatur Hindernisse wirkungslos sind. 
Zur Beschreibung der Verfestigung infolge plastischer Verformung wird von (Tomé et 
al. 1984; Voce 1948) mit  
     Formel 2-7 
 
Abbildung 2-4: Schematische Darstellung der Dehnraten- und Temperaturabhän-
gigkeit auf die Fließspannung, nach (Burgahn et al. 1996) 
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ein Modell vorgeschlagen, das die Streckgrenze mit A und die Fließspannung mit stei-
gender plastischer Verformung  beschreibt. Der Werkstoffpara-
meter  beschreibt den Verlauf der Verfestigungskurve. Weitere Erweiterungen des 
Modells, bspw. zur Beschreibung der Hochtemperaturentfestigung sind in (Autenrieth 
et al. 2008) zusammengefasst. 
Weitere Beispiele für physikalisch-basierte Modelle sind das Modell nach Zerilli-Arm-
strong (Zerilli 2004) oder Bammann-Chesa-Johnson (Guo, Wen & Woodbury 2006). 
Eine detaillierte Übersicht über phänomenologische sowie physikalisch-basierte Mo-
delle ist in (Melkote et al. 2017) bzw. (Schulze, Vöhringer & Halle 2017) gegeben. 
 
2.4.2 Spanbildungssimulation 
In einer Vielzahl von spanenden Fertigungsprozessen kommen Spanbildungssimulati-
onen zum Einsatz. Dabei unterscheiden sich diese Simulationen in der modellierungs-
technischen Umsetzung der Spanbildung und der Vernetzung, je nachdem ob geomet-
rische Fragestellungen, wie eine qualitative Gratanalyse, oder Bauteilzustände Ziel der 
Untersuchung sind.  
Für eine zweidimensionale Betrachtung des orthogonalen Schnitts von Ti6Al4V kommt 
bei (Zanger 2012) eine kontinuierliche Neuvernetzung zum Einsatz, um die Prozess-
kenngrößen, wie die Segmentspanbildung, genau abbilden zu können. Eine weitere 
Möglichkeit zur Abbildung der Zerspanung in einer FEM-Simulation ist die gekoppelte 
Euler-Lagrange-Formulierung. Dabei tritt bei der Euler-Formulierung keine Elementver-
zerrung auf. Eine hohe Elementzahl ist notwendig, da der gesamte Euler-Raum fein 
vernetzt werden muss, um eine ausreichende Ergebnisgenauigkeit bei der Zerspanung 
zu gewährleisten. (Puls 2015) nutzt diese Methode, um die durch die Zerspanung von 
C45 eingebrachte Wärmemenge in Abhängigkeit der Prozessstell- sowie Störgrößen 
zu berechnen. 
Bei der dreidimensionalen Betrachtung des orthogonalen Schnitts von C45 wird von 
(Zanger, Boev & Schulze 2015) die kontinuierliche Neuvernetzung hin zu einer adapti-
ven Neuvernetzung weiterentwickelt. Für die simulative Gratanalyse beim Mikrofräsen 
von Ti6Al4V nutzt (Yadav et al. 2017) eine Elementdeaktivierung, was für eine qualita-
tive Vorhersage eines entstehenden Grates ausreicht. Nachteilig ist hierbei jedoch die 
Vorhersagegenauigkeit von Bauteilzuständen in der Randschicht. Zur Umsetzung der 
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dreidimensionalen Bohrsimulation von 50CrMo4 nutzt (Klocke et al. 2011) deshalb eine 
kontinuierliche Neuvernetzung. Neuvernetzen kommt bei der Simulation des Drehens 
von Ti6Al4V zum Einsatz (Imbrogno et al. 2017), während (Aurich et al. 2014) auf eine 
Elementdeaktivierung zurückgreift. Letzter erhöht die Vorhersagegenauigkeit trotz Ele-
mentdeaktivierung durch ein lokal feines Netz und reduziert damit den Verlust von Er-
gebnisgrößen. 
Eine detaillierte Übersicht zur simulativen Vorhersage der resultierenden Bauteilzu-
stände, wie Eigenspannungen, Phasenumwandlungen oder Rauheiten nach spanen-
den Prozessen ist in (Arrazola et al. 2013) gegeben. 
Neben der Prozessbeschreibung, dem Aufbau des Prozessverständnisses sowie der 
Vorhersage von Bauteilzuständen, kann eine FE-Simulation eingesetzt werden, um den 
abrasiven Werkzeugverschleiß vorherzusagen. Hierfür kann auf ein analytisches Mo-
dell nach (Usui, E., Shirakashi, T., Kitagawa, T. 1978) zurückgegriffen werden, um die 
Verschleißrate in Abhängigkeit des thermo-mechanischen Lastkollektivs sowie der tat-
sächlichen Kontaktgeschwindigkeit zwischen Werkstück und Werkzeug vorherzusa-
gen. Dieser Ansatz kam in zahlreichen Verschleißsimulationen zum Einsatz, wie (Yen 
et al. 2002; Klocke & Frank 2006; Schulze & Zanger 2011a).  
Ein weiterer Ansatz zur Abschätzung des Werkzeugverschleißes wurde von 
(Takeyama & Murata 1963) vorgestellt. Darin wird der diffuse Werkzeugverschleiß in 
Abhängigkeit der Temperatur und der tatsächlichen Kontaktgeschwindigkeit berechnet. 
Diesen Ansatz verfolgten unter anderem (Filice et al. 2007) in der 2D-Simulation des 
orthogonalen Schnitts sowie (Attanasio et al. 2008a; Attanasio et al. 2008b) bei einer 
3D-Simulation des Drehens.  
Die Kombination der Berechnung von abrasiven und diffusem Verschleiß konnte die 
Vorhersagegenauigkeit des Werkzeugverschleißes verbessern (Attanasio & Umbrello 
2009). 
 
2.4.3 Simulation der mechanischen Oberflächenbehandlung 
Auch im Feld der mechanischen Oberflächenbehandlung kommen FE-Simulationen 
zum Einsatz, um ein tiefergehendes Prozess- und Mechanismenverständnis zu erlan-
gen und Bauteilzustände vorherzusagen. So werden Simulationen dazu genutzt, um 
den Einfluss des Kugelstrahlens auf die mechanischen Lastkollektive und die daraus 
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resultierenden Bauteilzustände und -eigenschaften zu untersuchen (H-Gangaraj et al. 
2011). (Gariépy, Miao & Lévesque 2017) nutzt die Simulation, um zu untersuchen, wie 
Prozessstellgrößen, wie der Strahlmitteldurchmesser oder die Strahlgeschwindigkeit, 
die Rauheit beeinflussen. Eine umfassende Zusammenfassung über die simulative Be-
trachtung des Kugelstrahlens durch analytische sowie 2D- und 3D-FE-Modelle ist in 
(Zimmermann, Klemenz & Schulze 2010) gegeben.  
Bei MHP-Verfahren kommen, wie beim Kugelstrahlen, Simulationen zum Einsatz, um 
Bauteilzustände in Abhängigkeit der Prozessstellgrößen vorhersagen zu können. In 
(Klumpp et al. 2016) konnte mittels einer FE-Simulation vorhersagt werden, dass sich 
beim Piezopeening von 42CrMo4 bei Einsatz von kryogenem Kühlmedium teils deutlich 
höhere Druckeigenspannungen einstellen, als es beim Piezopeening mit erhöhten 
Temperaturen der Fall ist. In (Oechsner, Wied & Stock 2014) wurden die Wechselwir-
kungen eines piezoelektrischen MHP-Verfahrens und der vorhergehenden Fräsbear-
beitung hinsichtlich der resultierenden Rauheit untersucht. So können die beiden Pro-
zessschritte dahingehend weiterentwickelt werden, um möglichst optimale Topogra-
phien herstellen zu können. Weiterhin kann simulationsgestützt ein elektromagneti-
sches MHP-Verfahren kinematisch abgebildet werden, um die Werkzeugkinematik in 
Abhängigkeit der Prozessstellgrößen zu durchdringen (Bleicher et al. 2012).  
Das Festwalzen war in zahlreichen Arbeiten Gegenstand der Betrachtung. (Mano-
uchehrifar & Alasvand 2012) haben mit der FE-Simulation Zusammenhänge zwischen 
Überdeckung bzw. Festwalzkraft und den resultierenden Eigenspannungszuständen 
beim Festwalzen von Ti6Al4V untersucht. So kann der Effekt der höheren Druckeigen-
spannungen mit steigender Überdeckung sowie steigender Festwalzkraft in der Simu-
lation abgebildet werden. In den Untersuchungen von (Trauth et al. 2013) wurde mit 
Hilfe der FE-Simulation ein Modell aufgebaut, um die Bauteilzustände von Inconel 718 
vorherzusagen. (Grochała, Berczyński & Grządziel 2017) nutzten die FE-Simulation ne-
ben der Vorhersage von Bauteilzuständen nach dem Festwalzen von X42CrMo4 auch 
zur Abschätzung der plastischen Verformung. Dabei zeigte sich, dass beim Festwalzen 
charakteristische Eindrücke infolge der plastischen Verformung mithilfe der Simulation 
abgebildet werden können. 
Bei der Analyse des Festreibens von Aluminium wurde die Simulation dazu genutzt, um 
die Prozesstemperaturen und Prozesskräfte abzuschätzen (Denkena et al. 2010). Da-
bei wird die Simulation dafür eingesetzt, den Wärmestrom in axialer und tangentialer 
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Richtung nach der Bearbeitung abzubilden bzw. die Evolution der Prozesskräfte über 
den Bearbeitungsweg vorherzusagen. 
 
Fazit 2-5 
Die Prozesssimulation kann bei der Erlangung eines Prozess- und Mechanismenver-
ständnisses sowohl für Zerspanungs- als auch mechanische Oberflächenbehandlungs-
prozesse unterstützen. Hierzu zählen neben der Vorhersage von Bauteilzuständen 
auch die oftmals schwer messbaren Prozesskenngrößen, wie die Prozesstemperatur 
in der Wirkzone. Eine weitere Zielgröße der Simulation ist die Modellierung des Werk-
zeugverschleißes. Damit ist es möglich, einsetzenden Werkzeugverschleiß vorherzu-
sagen und in letzter Konsequenz durch geeignete Prozessstellgrößen zu kompensie-
ren. Die Ergebnisqualität aller Simulationen hängt jedoch stets von den Eingangsgrö-
ßen ab. Aus diesem Grund sind insbesondere Werkstoffmodelle notwendig, die das 
Werkstoffverhalten im betrachteten Bereich möglichst ganzheitlich beschreiben. 
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise 
3.1 Zielsetzung 
Für die Herstellung hochbelasteter metallischer Bauteile sind in der Regel mehrere Pro-
zessschritte erforderlich. Zu diesen zählt beispielsweise ein geometrieschaffender Zer-
spanungsprozess. Diesem folgt oftmals mit der mechanischen Oberflächenbehandlung 
ein weiterer zusätzlicher Prozessschritt, um geforderte Bauteileigenschafen, wie eine 
definierte Schwingfestigkeit, zu erreichen bzw. sicherzustellen. Aus den unterschied-
lichsten Anwendungsgebieten und Anforderungen wurde eine Vielzahl von Verfahren 
zur mechanischen Oberflächenbehandlung entwickelt. So sind zur Nachbearbeitung 
von geschweißten Fügestellen an Bauwerken handgeführte Lösungen notwendig. Im 
Gegensatz dazu kommen hochautomatisierte Anlagen zur Nachbearbeitung von Bau-
teilen im Bereich Automotive und Aerospace zum Einsatz (Fazit 2-1). 
Sowohl die Zerspanung als auch die mechanische Oberflächenbehandlung wirken sich 
auf die resultierenden Bauteilzustände in der Randschicht, wie bspw. die Rauheit, Ver-
festigung, Mikrostruktur und Eigenspannungszustände aus. Durch die Zerspanung ist 
es möglich, bei geeigneter Wahl der Prozessstellgrößen gezielt die Bauteilzustände zu 
verbessern. Auch durch die mechanische Oberflächenbehandlung können durch eine 
elastisch-plastische Verformung der Randschicht lebensdauersteigernde Bauteilzu-
stände erreicht werden (Fazit 2-3). 
Die Bauteilzustände beeinflussen unmittelbar die Schwingfestigkeit (Fazit 2-4). So kön-
nen gezielt eingebrachte Druckeigenspannungen oder eine nanoskalige Mikrostruktur 
die Schwingfestigkeit steigern, während eine hohe Rauheit diese verringert.  
Wegen des stetigen Strebens nach einer zeit- und kosteneffizienten Prozesskette exis-
tieren Forschungsansätze, um ausgewählte Prozessschritte in vorhergehende Pro-
zessschritte zu integrieren. So wurde die Zerspanung und mechanische Oberflächen-
behandlung in Kombinationswerkzeugen vereint, um in einer Aufspannung das Bauteil 
ohne Werkzeugwechsel zu bearbeiten. Da diese Lösungen jedoch weiterhin Werk-
zeuge sowohl für die Zerspanung als auch mechanische Oberflächenbehandlung be-
nötigen, wird derzeit untersucht, inwieweit das Zerspanungswerkzeug auch als Werk-
zeug für eine mechanische Oberflächenbehandlung eingesetzt werden kann. Die Mög-
lichkeit, ein Zerspanungswerkzeug ebenfalls für eine mechanische Oberflächenbe-
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handlung einzusetzen, gilt als vielversprechende Variante, wurde jedoch forschungs-
seitig nicht zuletzt aus Gründen der Prozessstabilität noch nicht vollständig untersucht 
(Fazit 2-2). 
Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Entwicklung eines mechanischen Oberflächen-
behandlungsverfahrens unter Verwendung des Zerspanungswerkzeuges zur Bearbei-
tung des Vergütungsstahls 42CrMo4. Dabei soll das Zerspanungswerkzeug so einge-
setzt werden, dass zunächst die Zerspanung durchgeführt wird. Anschließend erfolgt 
die mechanische Oberflächenbehandlung, indem das Zerspanungswerkzeug mit gerin-
ger Zustellung entgegengesetzt zur Zerspanungsrichtung über die Bauteiloberfläche 
geführt wird. Die dadurch induzierte plastische Verformung soll lebensdauersteigernde 
Randschichtzustände zur Folge haben. Eine FEM-Simulation kommt unterstützend 
zum Einsatz, sodass neben dem Aufbau eines Mechanismenverständnisses auch be-
lastungsoptimierte Schneidkantenmikrogeometrien entwickelt werden (Fazit 2-4). 
Diese Kombination von Zerspanung und mechanischer Oberflächenbehandlung unter 




Für die grundlegenden Untersuchungen zur Komplementärzerspanung wird der Mo-
dellwerkstoff Armco-Eisen (Reineisen) genutzt, um die grundsätzlichen Wirkzusam-
menhänge zwischen Prozessstellgrößen, Prozesskenngrößen sowie der resultieren-
den Bauteilzustände zu verstehen. Weiterhin werden diese Untersuchungen an dem 
technisch relevanten Vergütungsstahl 42CrMo4 durchgeführt. Diese Untersuchungen 
erfolgen am freien orthogonalen Schnitt.  
Unterstützt werden die experimentellen Untersuchungen von einer FE-Simulation, da 
mit dieser oft schwer zu ermittelnde Prozesskenngrößen, wie die wirkenden Dehnraten 
während der plastischen Verformung, abgebildet werden können. So kann ein Mecha-
nismenverständnis bei der Komplementärzerspanung erarbeitet werden.  
Als Eingangsgröße für die FE-Simulation wird ein physikalisch-basiertes Werkstoffmo-
dell zur Beschreibung des Werkstoffverhaltens von Armco-Eisen kalibriert. Die Identifi-
zierung der für die Beschreibung des Werkstoffverhaltens notwendigen Werkstoffpara-
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meter erfolgt auf Grundlage von Zugversuchen bis zu einer Dehnrate von 1000 s-1. Ne-
ben der FE-Simulation der mechanischen Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen 
werden weiterhin FE-Simulationen eingesetzt, um die thermo-mechanische Belastung 
der Schneidkantenmikrogeometrie bei der Komplementärzerspanung von 42CrMo4 ab-
zuschätzen und daraus eine belastungsoptimierte Schneidkantenmikrogeometrie für 
die Komplementärzerspanung abzuleiten. 
Aus diesen grundlegenden Untersuchungen werden Handlungsempfehlungen abgelei-
tet, wie werkstoffabhängig Prozessstellgrößen zu wählen sind, um lebensdauerstei-
gernde Bauteilzustände zu erreichen. Diese Handlungsempfehlungen ermöglichen es, 
die Komplementärzerspanung auf einen technisch relevanten Drehprozess zu übertra-
gen. Dabei wird der Vergütungsstahl 42CrMo4 bearbeitet. Die resultierenden Bauteil-
zustände werden jeweils nach den Prozessschritten Zerspanung und mechanischer 
Oberflächenbehandlung bewertet. Abschließend wird die Schwingfestigkeit von kom-









Bei der Komplementärzerspanung erfolgt die mechanische Oberflächenbehandlung 
unter Verwendung des Zerspanungswerkzeuges unmittelbar nach der Zerspanung. Da-
bei wird nach der Zerspanung ohne Werkzeugwechsel die Bearbeitungsrichtung um-
gekehrt und mit der Bearbeitungsgeschwindigkeit vst und der Zustellung ap die Bauteil-
oberfläche in unveränderter Einspannung bearbeitet. Das gezielte in Kontakt bringen 
der Freifläche mit der Werkstückoberfläche sorgt aufgrund des extrem negativen Bear-
beitungswinkels γst für eine elastisch-plastische Verformung der Bauteiloberfläche. Ab-
bildung 4-1 zeigt schematisch die Eingriffsverhältnisse bei der Komplementärzer-
spanung.  
Die von (Denkena et al. 2005) vorgenommene Beschreibung des Form-Faktors K, der 
die Schneidkantenmikrogeometrie anhand der Schneidkantensegmente Sγ und Sα 
während der Zerspanung definiert, wird für die Komplementärzerspanung nicht geän-
dert. Obwohl sich bei der Umkehr der Bearbeitungsrichtung streng genommen die Win-
kelbezeichnungen bzw. die Bezeichnung von Freifläche und Spanfläche ändern, wird 
bewusst auf eine angepasste Definition des Form-Faktors verzichtet. Dies ist zum einen 
damit begründet, dass sich das Werkzeug und die Werkzeugposition während der Kom-
plementärzerspanung nicht ändern. Zum anderen ist damit bei der Betrachtung der 
Komplementärzerspanung und der eingesetzten Schneidkantenmikrogeometrie weiter-
hin eine eindeutige, bereits etablierte Definition der Schneidkantenmikrogeometrie 
sichergestellt. 
Abbildung 4-1: Schematische Darstellung der Eingriffsverhältnisse bei der 




Sowohl die experimentelle als auch simulative Umsetzung der Komplementärzer-
spanung orientiert sich grundsätzlich an der Versuchskonzeption von (Klocke, Lung & 
Puls 2013; Puls, Klocke & Lung 2014) im orthogonalen Schnitt. Bei dieser stand jedoch 
die Untersuchung der Reibung beim Trockendrehen im Fokus. Dazu wurden zum einen 
weitaus höhere Bearbeitungstiefen realisiert. Zum anderen waren die resultierenden 
Bauteilzustände nicht Gegenstand der Untersuchung. 
Der freie orthogonale Schnitt wird in einer Vielzahl von Untersuchungen als Analogie-
versuch verwendet, da er mit seinen Eingriffsbedingungen vollständig zweidimensional 
abgebildet werden kann. Somit können die Prozessstellgrößen, wie die Spanungsdicke 
oder die Schnittgeschwindigkeit, hinsichtlich ihrer Wirkung auf die wirkenden Prozess-
kenngrößen bzw. die resultierenden Bauteilzustände analysiert werden. Als eine wei-
tere Anwendung ist die Analyse des Werkzeugverschleißes und reibungsbedingten 
Wechselwirkungen bei der Zerspanung zu nennen (Schulze & Zanger 2011a; Malakiz-
adi et al. 2017). Aber auch die resultierenden Eigenspannungen können am orthogo-
nalen Schnitt untersucht werden (Outeiro, Umbrello & M’Saoubi 2006; Agrawal & Joshi 
2013). Weiteres Anwendungsfeld ist die Analyse der mikrostrukturellen Änderungen, 
d.h. etwaiger Phasenumwandlungen und Kornfeinungen (Umbrello & Filice 2009; Se-
gebade, Zanger & Schulze 2016). Aber auch der Einfluss der Schneidkantenmikroge-
ometrie auf den Werkstofffluss kann mit dem orthogonalen Schnitt analysiert werden 
(Bassett, Köhler & Denkena 2012). 
 
4.2 Versuchswerkstoffe und Probengeometrien 
Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Werkstoffe Armco-Eisen und 42CrMo4 verwendet. 
Armco-Eisen ist der Handelsname von technisch reinem Eisen. Die Reinheit ist mit der 
Güte 3 angegeben. Typische Anwendungen von Armco-Eisen sind unter anderem 
elektromagnetische Bauteile, die bei einer Magnetisierung eine hohe Induktion aufwei-
sen müssen, elektrische Bauteile mit hoher elektrischer Leitfähigkeit oder magnetischer 
Abschirmung, wie Röntgengeräte. Aber auch als Eisenbasis für eine Schmelze niedrig 
gekohlter, rost- und säurebeständiger Edelstähle kommt Armco-Eisen zum Einsatz (AK 
Steel 2018). Armco-Eisen stellt einen legierungstechnisch verhältnismäßig einfachen 
Werkstoff mit hoher Güte dar, bei dem Legierungselemente das Werkstoffverhalten 
nicht beeinflussen. Aus diesem Grund wird Armco-Eisen verwendet, um ein Prozess- 




Neben dem Modellwerkstoff Armco-Eisen kommt mit dem Vergütungsstahl 42CrMo4 
weiterhin ein für die Komponentenfertigung im Maschinenbau relevanten Werkstoff 
zum Einsatz. Charakteristisch für 42CrMo4 sind eine hohe Festigkeit und Zähigkeit. 
Aus diesem Grund kann er für hochbeanspruchte Bauteile, wie zum Beispiel Achs-
schenkel, Kurbel- und Getriebewellen oder Zahnräder eingesetzt werden. Durch Ver-
güten können die Eigenschaften von 42CrMo4 an die Einsatzbedingungen in der An-
wendung gezielt eingestellt werden. Der Vergütungsstahl 42CrMo4 wurde im Vergü-
tungszustand V450 eingesetzt. Dafür wurde er nach 20 Minuten bei 840°C in Öl abge-
schreckt und bei 450°C bei 120 Minuten angelassen. 
Abbildung 4-2 zeigt die Gefüge von Armco-Eisen und 42CrMo4. Die Korngröße von 
Armco-Eisen liegt in der Größenordnung von 50 μm, während bei 42CrMo4 ein wesent-
lich feineres Gefüge mit einer Korngröße um 10 μm vorliegt. Die chemischen Zusam-
mensetzungen der beiden Werkstoffe sind in Tabelle 1 angegeben. 
 
 
Abbildung 4-2: Gefüge Armco-Eisen (a) und 42CrMo4 (b) 
 
Tabelle 1: Chemische Zusammensetzung für Armco-Eisen und 42CrMo4 in Ma.-% 
 Fe C Si Mn Cu Cr Ni Al Mo 
Armco Basis 0,003 0,016 0,076 0,011 0,019 0,013 0,007 0,001
42CrMo4 Basis 0,428 0,273 0,880 0,213 1,103 0,087 0,028 0,170 
 
Für die Werkstoffcharakterisierung von Armco-Eisen im Temperaturbe-
reich -150°C ≤ T ≤ 700°C kamen zwei Probengeometrien zum Einsatz. Die Probenge-




Versuchen war die Dehnrate 10-4 ≤  ≤ 10-2 s-1. Für die Untersuchungen des Werk-
stoffverhaltens bei höheren Dehnraten 10+1 ≤  ≤ 10+4 s-1 wurden Hochgeschwindig-
keitszugversuche durchgeführt. Die hierfür eingesetzte Probengeometrie ist in Abbil-
dung 4-4 dargestellt. 
Für die Untersuchung der Zug-Druck-Schwingfestigkeit von Proben aus 42CrMo4, die 
mittels der Komplementärzerspanung bearbeitet wurden, kamen Rundproben mit der 
in Abbildung 4-5 dargestellten Probengeometrie zum Einsatz. 
Die grundlegenden Untersuchungen der Komplementärzerspanung im orthogonalen 
Schnitt wurden an quaderförmigen Proben (80 x 20 x 4 mm³) durchgeführt. Die Bear-
beitung erfolgt dabei stets an der Längsseite, wodurch sich eine Bearbeitungslänge von 
80 mm und eine Bearbeitungsbreite von 4 mm ergaben. 
 






Abbildung 4-4: Probengeometrie für Hochgeschwindigkeitszugversuche, Maße in mm 
 
Abbildung 4-5: Probengeometrie für Schwingfestigkeitsuntersuchungen, Maße in mm 
 
4.3 Versuchseinrichtungen 
Werkzeuge und Werkzeugpräparation 
Für die Untersuchungen kamen Wendeschneidplatten der Fa. Walter AG zum Einsatz. 
Werkseitig wiesen die Wendeschneidplatten eine mittlere Schneidkantenverrundung 
von rβ = 40±10 μm auf. Die weiteren Werkzeugeigenschaften sind in Tabelle 2 zusam-
mengefasst. Für die Untersuchungen der Komplementärzerspanung im orthogonalen 




tersuchungen beim Außenlängsdrehen wurde der gleiche Typ Wendeschneidplatte ver-
wendet, um die werkzeugseitigen Wirkmechanismen des orthogonalen Schnitts mög-
lichst vollständig übertragen zu können. Bei der Auswahl der Wendeschneidplatten 
wurde auf eine Beschichtung verzichtet, da eine Schneidkantenpräparation eine etwa-
ige Beschichtung zerstört hätte.  
 
Tabelle 2: Werkzeugeigenschaften 
Typ P8TN-6028833 WKM 
Anzahl der Schneiden 6 
Innenkreisdurchmesser 9,525 mm 
Plattendicke 4,76 mm 
Schneidkantenlänge 16,5 mm 
Schneideckenradius 0,4 mm 
Innenwinkel 60° 
Substrat Kobalt 6 Ma-% 
 Wolframkarbid 94 Ma-% 
Härte 1580 HV3 
Dichte 14,96 g/cm³ 
Beschichtung keine 
 
Für die gezielte Schneidkantenkonditionierung, d.h. die gezielte Einstellung der 
Schneidkantenmikrogeometrie, wurden die Präparationsverfahren Bürsten und 
Streamfinish gewählt. Das Bürsten ist ein sehr effizientes Verfahren, um Schneidkanten 
gezielt zu bearbeiten. Abbildung 4-6 zeigt den schematischen Aufbau des Bürstens. Es 
kam eine einreihige Rundbürste der Fa. Lessmann mit einem Durchmesser von 70 mm 
zum Einsatz. Diese war mit mikroabrasivem Schleifnylon mit einer Borstenstärke von 
0,6 mm besetzt. Das Schleifmittel war Siliciumcarbid (SiC). Die Rundbürste wurde mit 
einer konventionellen Standbohrmaschine mit einer Drehzahl von 1000 min-1 angetrie-
ben. Die zu bearbeitende Schneidkante war 2 mm ausgehend vom Radius der Rund-
bürste im Eingriff. Um nur eine Schneidkante zu bearbeiten, war die Wendeschneid-
platte um φ = 5° zur Mittelebene der Rundbürste versetzt. Je nachdem, ob Schneid-
kantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K > 1 oder K < 1 gewünscht waren, war 





Abbildung 4-6: Schematischer Aufbau des Bürstens (Draufsicht)
 
Neben dem Bürsten kam für die Schneidkantenkonditionierung das Streamfinish-Ver-
fahren zum Einsatz. Hierfür stand eine Streamfinish-Anlage vom Typ SF1-68 der Fa. 
OTEC zur Verfügung. Die relevanten Leistungsdaten der Anlage zeigt Tabelle 3.  
Abbildung 4-7 zeigt schematisch den Aufbau der Schneidkantenpräparation mittels 
Streamfinish. Die Wendeschneidplatten wurden bei einer Eintauchtiefe von 240 mm 
und einer Drehzahl von 130 min-1 bearbeitet. Je nach Orientierung der Wendeschneid-
platte im Behälter ändern sich der Anströmwinkel infolge der Behälterdrehung und da-
mit das Bearbeitungsergebnis.  
Zur Herstellung von Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K < 1 
wurde die Schneidkante um einen Winkel φ = +45° gedreht und in dieser Orientierung 
fixiert. Dadurch wurde an der Schneidkante 2 ein Materialabtrag an der Freifläche pro-
voziert. Bei dieser Orientierung änderte sich an Schneidkante 1 die Asymmetrie nicht; 
lediglich die Schneidkantenverrundung wurde erhöht. Bei einer Schneidkantenorientie-
rung mit einem Winkel φ = -45° konnten dagegen an Schneidkante 1 asymmetrische 
Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K > 1 konditioniert werden. 
Beim Streamfinish korreliert die Bearbeitungsdauer mit der resultierenden Schneidkan-
tenverrundung. Mit steigender Bearbeitungszeit können mit den entsprechenden Ori-





Abbildung 4-7: Schematischer Aufbau Streamfinish (Draufsicht) 
 
Tabelle 3: Leistungsdaten OTEC SF1-68
Leistung 4 kW 
Durchmesser Arbeitsbehälter 780 mm 
Max. Drehzahl 150 min-1 
Schleifmedium QZ 1-3 W 
 
Orthogonaler Schnitt 
Zur Realisierung des orthogonalen Schnitts standen zwei Versuchsstände zur Verfü-
gung. Auf einer vertikalen Harträumzelle der Fa. Karl-Klink wurde ein Drehmeißel so 
aufgespannt, dass die Bearbeitung mittels der Schneidkante der Wendeschneidplatten 
umgesetzt werden konnte. Abbildung 4-8 zeigt den schematischen Versuchsaufbau. 
Die Zustellung wurde über eine lineare Achse realisiert, die auf einer Kraftmessplatt-
form fixiert war. Auf dem vertikal verfahrbaren Schlitten wurden die quaderförmigen 
Proben aus Armco-Eisen und 42CrMo4 über eine Einspannung reibschlüssig fixiert. 
Die Richtung der Schlittenbewegung definierte den betrachteten Prozessschritt, d.h. 
Zerspanung oder mechanische Oberflächenbehandlung. Die technischen Daten der 




resultierenden Prozesskräfte erfolgte mittels eines Mehrkomponentendynamometers 
vom Typ Z 3393 der Fa. Kistler.  
 
Abbildung 4-8: Schematischer Versuchsaufbau Harträumzelle 
 
Tabelle 4: Leistungsdaten KKN Harträumzelle 
Antrieb Elektrischer Linearantrieb 
Leistung 3,6 kW 
Max. Kraft 11,7 kN 
Beschleunigung 5,4g = 52,974 ms-2 
Max. Geschwindigkeit 200 m/min 
Arbeitshub 650 mm 
Kühlung keine 
 
Neben der Harträumzelle stand ein 5-Achs-Bearbeitungszentrum vom Typ NBH 630 
MT der Fa. MAG zur Verfügung. Abbildung 4-9 zeigt den schematischen Versuchsauf-
bau. Hierfür wurde der gleiche wie für die Harträumzelle genutzte Drehmeißel mit Wen-
deschneidplatte über ein angepasstes HSK100-Element in die Spindel eingespannt. 
Die quaderförmige Probe war auf dem Rundtisch am äußersten Radius reibschlüssig 
fixiert. Durch Rotation der B-Achse wurde so ein orthogonaler Schnitt realisiert. Über 
die Drehrichtung ωc bzw. ωst wurde der Prozessschritt, d.h. die Zerspanung oder die 
mechanische Oberflächenbehandlung, definiert. Die Zustellung wurde über das Ver-




kein kontinuierlicher orthogonaler Schnitt möglich war, wurde diese in einem 
Schruppprozess vorbearbeitet und eine, wenn auch geringe, Rundung in die Probe ein-




Abbildung 4-9: Schematischer Versuchsaufbau 5-Achs-Bearbeitungszentrum 
 
Tabelle 5: Leistungsdaten MAG NBH 
Antriebsleistung (100% ED) 30 kW
Arbeitsbereich (X-/Y-/Z-Achse) 1000 / 850 / 1150 mm 
Max. Drehzahl Spindel 10.000 min-1 
Drehmoment (100% ED) 286 Nm 
Schwenkbereich Spindel 0 bis -225° 
Max. Drehzahl B-Achse 800 min-1 
Durchmesser Rundtisch 800 mm 
 
Außenlängsdrehen 
Das Außenlängsdrehen erfolgte an einem CNC-Dreh-Fräszentrum G200 der Fa. Index-
Werke. Dieses Dreh-Fräszentrum besitzt eine Y/B-Achse, um schräge, nichtaxiale 
Dreh- und Fräsbearbeitung durchführen zu können. Mit den baugleichen Haupt- und 
Gegenspindeln ist eine Komplettbearbeitung möglich. Wichtige technische Daten des 






Tabelle 6: Leistungsdaten Index G200 
Leistung (100% ED) 32 kW 
Max. Drehzahl  6000 min-1 
Drehmoment (100% ED) 125 Nm 
Max. Futterdurchmesser 165 mm 
 
Charakterisierung des Werkstoffverhaltens 
Zur Charakterisierung des Werkstoffverhaltens konnte auf den Maschinenpark des In-
stituts für Angewandte Materialien – Werkstoffkunde (IAM-WK) am Karlsruher Institut 
für Technologie (KIT) zurückgegriffen werden.  
Die quasistatischen Zugversuche mit einer Dehnrate 10-4 ≤  ≤ 10-2 s-1 wurden mit einer 
servohydraulischen Zug-Druck-Prüfmaschine vom Typ 8803 der Fa. Instron mit einer 
Maximalkraft von 250 kN durchgeführt. Versuchstemperaturen oberhalb der Raumtem-
peratur wurden mittels einer induktiven Heizung eingestellt. Die kryogene Kühlung zur 
Einstellung von Versuchstemperaturen bis -150°C wurde durch eine Kühlvorrichtung 
aus Messing realisiert, die mit flüssigem Stickstoff durchflossen war. 
Zur Umsetzung der Hochgeschwindigkeitszugversuche kam eine servohydraulische 
Schnellzerreißmaschine Amsler HTM5020 der Fa. Zwick/Roell zum Einsatz. Die maxi-
male Kolbenkraft lag bei 50 kN, die maximale Kolbengeschwindigkeit bei 20 m/s. Die 
Versuchstemperaturen wurden, wie bei den quasistatischen Zugversuchen mittels in-
duktiver Heizung bzw. kryogener Kühlung über Kühlkörper aus Messing durchgeführt. 
Das eingesetzte Kühlmedium war ebenfalls flüssiger Stickstoff. 
 
4.4 Analysetechnik  
Schneidkantenmikrogeometrie 
Die Schneidkantenmikrogeometrie wurde mit dem Tastschnittverfahren taktil unter Ein-
satz eines Konturenmessgeräts MarSurf XCR20 der Fa. Mahr, ausgestattet mit einem 
Vorschubgerät MarSurf PCV 200 durchgeführt. Die relevanten technischen Daten sind 
in Tabelle 7 zusammengefasst. 
Zur Analyse der Schneidkantenmikrogeometrie wurde die theoretische Spitze der 
Schneidkante bestimmt, die sich durch den Schnittpunkt der beiden Ausgleichsgeraden 




und Sα an Span- und Freifläche ergeben sich als Abstand zwischen der theoretischen 
Spitze und den Ablösepunkten der Geraden von der Span- und Freifläche. Der Form-
Faktor K ergibt sich aus dem Verhältnis der Schneidkantensegmente Sγ und Sα.  
 
Abbildung 4-10: Analyse der Schneidkantenmikrogeometrie 
 
Tabelle 7: Technische Daten MarSurf XCR20, Konturmessung 
Tastarmlänge 175 mm 
Tastspitzenradius 2,5 μm 
Messgeschwindigkeit 0,2 bis 0,4 mm/s 
Auflösung 0,38 μm 




Die Topographie wurde mit dem Tastschnittverfahren taktil unter Einsatz eines Kon-
turenmessgeräts MarSurf XCR20 der Fa. Mahr durchgeführt. Dabei kam das Rauheits-
vorschubgerät MarSurf GD 25 zum Einsatz. Die relevanten technischen Daten sind in 




Die resultierenden Topographien wurden bei den Proben aus dem orthogonalen Schnitt 
in Bearbeitungsrichtung an je drei Positionen gemessen. Bei den rotationssymmetri-
schen Proben erfolgten diese Messungen axial. Die Rauheitskennwerte wurden nach 
(DIN EN ISO 4287) ausgewertet. 
 
Tabelle 8: Technische Daten MarSurf XCR20, Rauheitsmessung 
Messbereich ±25, ±250 μm 
Tastspitzenradius 2 μm 
Taststrecke 0,56 bis 56 mm 
Messgeschwindigkeit 0,1 mm/s 
 
Neben der taktilen Vermessung der Topographie kam ein konfokales Lichtmikroskop 
der Firma Nanofocus zum Einsatz, um die rotationssymmetrischen Proben zu vermes-
sen. Mit dem System können dreidimensionale Strukturen und Geometrien im Mikro- 
und Nanometerbereich analysiert werden. Mittels Stitching konnten Flächen von 
0,8 x 2,7 mm vermessen werden. Die flächenanteiligen Höhenparameter wurden nach 
ISO 25178 analysiert. 
 
Metallogprahie 
Für die mikrostrukturellen Analysen wurden aus den bearbeiteten Bauteilen Proben 
mittels EDM entnommen, um den thermischen Eintrag und damit eventuell einherge-
hende mikrostrukturelle Änderungen zu minimieren.  
Die metallographischen Analysen erfolgten am Institut für Angewandte Materialien – 
Werkstoffkunde (IAM-WK) des Karlsruher Instituts für Technologie (KIT). Dort wurden 
die Proben in einem aushärtbaren Kunststoff eingebettet und halbautomatisch mit einer 
1 μm Schleifsuspension poliert. Für die anschließende Ätzung kam Nital 2% zum Ein-
satz. Die Ätzdauer war für Armco-Eisen 30, für 42CrMo4 zwei Sekunden. Die Schliffbil-
der wurden mit einem Auflichtmikroskop Aristomet der Fa. Leitz durchgeführt. 
Am Laboratorium für Elektronenmikrospkopie (LEM) des Karlsruher Instituts für Tech-
nologie (KIT) wurden durch Dr. Müller mit der Focussed Ion Beam (FIB) Technik mik-
rostrukturelle Aufnahmen der Randschicht durchgeführt. Zum Einsatz kam ein dual-




sierten 30 keV Ga+-Ionenstrahl eine ionenoptische Säule erzeugt. Die lokale Abschei-
dung von Platin, Wolfram, SiO2 und Kohlenstoff wird durch ein Gasinjektionssystem 
sichergestellt. Die Kornstruktur wird durch ionen-induziertes Channeling abgebildet. 
 
Mikrohärte 
Die Messungen der Mikrohärte nach Vickers erfolgten am Institut für Angewandte Ma-
terialien – Werkstoffkunde (IAM-WK) des Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) mit 
einem Härteprüfgerät Q10A+ der Fa. Qness. Die Bestimmung der Mikrohärte nach 
Vickers erfolgte nach der DIN EN ISO 6507. 
 
Eigenspannungen 
Die Eigenspannungsmessungen wurden durch Dr. Gibmeier am Institut für Ange-
wandte Materialien - Werkstoffkunde (IAM-WK) des Karlsruher Instituts für Technologie 
(KIT) durchgeführt. Dabei kam wie schon bereits in (Ambrosy 2015) und (Lienert 2017) 
beschrieben folgende Versuchseinrichtung und -durchführung zum Einsatz: 
Mittels eines ψ-Diffraktometers der Bauart „Karlsruhe“ wurden röntgenographisch nach 
dem sin2ψ-Verfahren die Eigenspannungen in der Randschicht bestimmt. Hierfür wurde 
mit einem Kippwinkel ψ = ± 60° an den {211}-Gitterebenen des α-Eisens mit Vanadium-
gefilterter CrKα-Strahlung gemessen. Im Bereich von 2θ = 148° bis 2θ = 166° wurde in 
0,15°-Schritten gemessen. Bei den Messungen kam eine Doppellochblende mit einem 
Durchmesser von 0,5 mm zum Einsatz.  
Unter der Annahme eines isotropen Materialverhaltens erfolgte die Auswertung mit den 
röntgenographischen Werten E{211} = 220 GPa für den Elastizitätsmodul und 
v{211} = 0,28 für die Querkontraktionszahl. Die Messdaten wurden durch einen linearen 
Untergrundabzug korrigiert. Anschließend erfolgte eine Anpassung der Röntgeninter-
ferenzlinien unter Verwendung einer Doppel-Peak Pearson VII-Funktion unter Berück-
sichtigung des Kα-Doublets zur Separierung des Kβ-Anteils.  
An den quaderförmigen Proben erfolgte die Eigenspannungsmessung infolge der 
schmalen Probenbreite in Richtung der Bearbeitungsrichtung. Bei den rotationssym-






Zur Analyse der Schwingfestigkeit der komplementärgedrehten Proben konnte auf eine 
servohydraulische Prüfmaschine am Institut für Angewandte Materialien - Werk-
stoffkunde (IAM-WK) des Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) zurückgegriffen 
werden. Der Aufbau der Prüfmaschine war nach eigener Bauart mit einer Genauigkeits-
klasse gemäß EN ISO 7500-1 = 0,5 und einer maximalen Kraft von 63 kN. Die zykli-
schen spannungskontrollierten Zug-Druck-Wöhlerversuche wurden mit einem Lastver-
hältnis von R = -1 und der Bruchlastspielzahl von N = 107 durchgeführt. Die Prüffre-
quenz betrug 50 Hz. 
Die Auswertung der Schwingfestigkeitsversuche erfolgte mit der arcsin√P-Methode bei 
den Bruchwahrscheinlichkeiten PBruch = 5, 50 und 95 % (Dengel 1975). 
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5 FEM-Simulation der mechanischen Oberflächenbe-
handlung 
5.1 Werkstoffmodellierung 
Bei der Modellierung von Fertigungsprozessen, wie der Zerspanung, sind Werkstoff-
modelle mit einer Gültigkeit über große Bereiche von Temperatur T, Dehnrate  und 
Dehnung ε notwendig. Zur Beschreibung der Fließspannung kommt in dieser Arbeit ein 
isotropes Fließspannungsmodell nach Vöhringer und Voce mit einem Fließkriterium 
nach von Mises zum Einsatz (Tomé et al. 1984; Voce 1948; Autenrieth 2009). Wie in 
(Autenrieth 2009) beschrieben, definiert das Modell die Fließspannung σF als Summe 
aus einem thermischen Anteil σ*(T, ) und einem athermischen Anteil G: 
           Formel 5-1 
 
   Formel 5-2 
Der thermische Anteil σ*(T, ) berücksichtigt kurzreichende Versetzungshindernisse 
abhängig von der Temperatur, der Dehnrate und den Werkstoffkonstanten n und m. 
Sinkende Temperatur und steigende Dehnrate erhöht den thermischen Anteil σ*(T, ) 
(vgl. Abbildung 2-4). Oberhalb der Temperatur T0 wird die Fließspannung nicht mehr 
von dem thermischen Anteil beeinflusst. T0 ist definiert als: 
ε̇
          Formel 5-3 
mit der freien Aktivierungsenthalpie ΔG0 und der Boltzmann-Konstante kB. 
Weitreichende Versetzungshindernisse werden durch den athermischen Anteil σG be-
rücksichtigt. Dieser ist weitgehend unabhängig von der Temperatur und berücksichtigt 
den Schubmodul G. Dieser wird beschrieben mit 
          Formel 5-4 
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Die Beschreibung des temperaturabhängigen Elastitätsmoduls E mit den Konstanten 
e1 und e2 sowie der Querkontraktionszahl v mit der Konstante Δv basieren auf (Richter 
1983): 
    Formel 5-5 
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Eine Hochtemperaturentfestigung wird durch den Term g(T,Ttr) abhängig von der Über-























































 1ln)( 0        Formel 5-8 
und den Werkstoffkonstanten 0, Δ ξ, ζ sowie der Schmelztemperatur Tm. 
Das Werkstoffmodell wurde in zahlreichen Arbeiten für den Vergütungsstahl 42CrMo4 
kalibriert und validiert (Klemenz 2009; Michna 2014; Ambrosy 2015). Zur Kalibrierung 
des Werkstoffmodells für den neu betrachteten Werkstoff Armco-Eisen wurden quasi-
statische sowie Hochgeschwindigkeitszugversuche im Dehnratenbereich von 
10-4 ≤  ≤ 10+3 im Temperaturbereich von -150°C ≤ T ≤ 700°C durchgeführt. Dabei wur-
den alle Versuche mindestens dreifach durchgeführt.  
In Abbildung 5-1 sind für verschiedene Temperaturen bei konstanter Dehnrate 
 = 10-4 s-1 charakteristische wahre Spannungs-Dehnungs-Kurven repräsentativ darge-
stellt. Im Temperaturbereich -150°C ≤ T ≤ 20°C bildet sich eine obere und untere 
Streckgrenze aus. Deren Ursache ist auf die Wechselwirkung von Versetzungen und 
eingelagerten Fremdatomen, die die Versetzungsbewegung behindern, zurückzufüh-
ren (Hahn 2015). Anschließend folgt ein Lüdersdehnungsverlauf. Dieser ist bei Tempe-
raturen T ≥ 300°C nicht mehr festzustellen. Des Weiteren ist ein deutliches Absinken 
der Fließspannung infolge der hohen Versuchstemperaturen zu erkennen.  
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Abbildung 5-2 zeigt einen repräsentativen Verlauf der Fließspannung bei einsetzender 
plastischer Verformung über die Temperatur. Insbesondere bei niedrigen Versuchstem-
peraturen T < 20°C steigen die Fließspannungen mit sinkenden Versuchstemperaturen 
deutlich, während im Temperaturbereich 20°C ≤ T ≤ 300°C ein Absinken der Fließ-
spannung mit steigender Temperatur moderat ausfällt. Bei weiter steigender Tempera-
tur sinkt die Fließspannung nochmals weiter ab. 
 
 
Abbildung 5-1: Repräsentative wahre Spannungs-Dehnungskurven bei konstanter 
Dehnrate  = 10-4 s-1 und unterschiedlichen Versuchstemperaturen für Armco-Eisen 
 
 
Abbildung 5-2: Repräsentative Darstellung der Fließspannung σF in Abhängigkeit der 
Temperatur bei konstanter Dehnrate  = 10-4 s-1 für Armco-Eisen 
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Um die Fließspannung für alle Temperatur- und Dehnratenbereiche ganzheitlich be-
schreiben zu können, wurden die Werkstoffparameter aus o.g. Fließspannungsmodell 
ermittelt. Hierfür kam die Methode der kleinsten Fehlerquadrate zum Einsatz. In Tabelle 
9 sind die dadurch ermittelten Werkstoffparameter für Armco-Eisen dargestellt. 
 
Tabelle 9: Werkstoffparameter zur Beschreibung der Fließspannung für Armco-Eisen 
Thermischer Anteil 
 2936  3,5 
 1,239 106  0,6 
 1,255 10-19  1,381 10-23 
Athermischer Anteil 
 250  9 
 420  22 
 225  0,27 
 -3,64 10-1  -1,05 10-4 
 3,683 10-6   
Hochtemperaturentfestigung 
 837  967 
 3  310,3 
 1809   
 
In Abbildung 5-3 sind die experimentell ermittelten den berechneten Fließspannungen 
gegenübergestellt. Im Temperaturbereich -150°C ≤ T ≤ 20°C zeigt sich sowohl für die 
quasistatischen Zugversuche mit  ≤ 10-2 s-1 (Abbildung 5-3a) als auch für die Hochge-
schwindigkeitsversuche mit  > 10-2 s-1 (Abbildung 5-3b) eine gute Übereinstimmung 
mit leichter Tendenz zur Überschätzung der Fließspannung. Diese Überschätzung wird 
im weiteren Verlauf insbesondere für die quasistatischen Zugversuche deutlich, wäh-
rend für hohe Dehnraten die ermittelten Werkstoffparameter eine ausreichend genaue 
Lösung darstellen. Ebenfalls wird die bei hohen Temperaturen einsetzende Hochtem-
peraturentfestigung beschrieben.  
Den mit den ermittelten Werkstoffparametern charakteristischen temperaturabhängi-
gen Verlauf der Fließspannung für sehr niedrige und sehr hohe Dehnraten 
10-4 ≤  ≤ 10+4 s-1 zeigt Abbildung 5-4. Neben der Dehnratenabhängigkeit zeigt die Dar-
stellung die theoretische Fließspannung bei T = 0 K sowie die einsetzende Entfestigung 
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bei vergleichsweise geringen Dehnraten  ≤ 10-1 s-1. Diese Entfestigung wird bei hohen 




Abbildung 5-3: Vergleich der Fließspannungen (experimentell und simuliert) für quasi-




Abbildung 5-4: Berechnete temperaturabhängige Fließspannung σF in Abhängigkeit 
der Dehnrate für Armco-Eisen  
 
Die Gültigkeit der ermittelten Werkstoffparameter kann zusätzlich mit einem Vergleich 
zwischen einer experimentell ermittelten und einer berechneten Spannungs-Dehnungs-
Kurve gezeigt werden. Hierfür wurde ein einfacher 2D-Zugversuch simuliert (Abbildung 
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5-5). Mit der Symmetrieebene wurde eine axialsymmetrische Zugprobe mit einem 
Durchmesser d = 2 mm simuliert. Die verwendeten temperaturabhängigen Werkstoff-
parameter Elastitzitätsmodul E, Querkontraktionszahl ν, Wärmeleitfähigkeit λ sowie 
spezifische Wärmekapazität cp sind in Tabelle 10 gegeben. Unter Vernachlässigung 
der Lüdersdehnung zeigt die Gegenüberstellung in Abbildung 5-6 eine sehr gute Über-
einstimmung. Lediglich ab einer Dehnung von ε > 0,05 kommt es zu einer leichten 
Überschätzung der Verfestigung, die infolge der geringen Abweichung zu den experi-
mentellen Messdaten als marginal einzustufen ist. 
 
 
Abbildung 5-5: Aufbau Zugversuch  
 
 
Abbildung 5-6: Spannungs-Dehnungs-Kurve (Experiment und Simulation) eines Zug-





















ε = 10-4 s-1
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Armco 213a) 0,284a) 0,451a) 83a) 




0,286a) 0,465a) 72a) 
42CrMo4  0,485c) 42,6d) 
200 
Armco 197a) 0,291a) 0,485a) 64a) 
42CrMo4   0,5c) 41,5d) 
300 
Armco 184a) 0,293a) 0,505a) 57a) 
42CrMo4 195b) 0,293b) 0,51c)  
400 
Armco 169a) 0,297a) 0,525a) 50,5a) 
42CrMo4   0,53c) 36,3d) 
500 
Armco 152a) 0,304a) 0,55a) 45a) 
42CrMo4 179b) 0,304b) 0,56c)  
600 
Armco 134a) 0,312a) 0,58a) 39,5a) 
42CrMo4   0,59c) 27,9d) 
700 
Armco 113a)   34a) 
42CrMo4 156b) 0,325b)   
800 
Armco 89a)  0,66a) 29a) 
42CrMo4    24d) 
900 
Armco 64a)  0,66a) 29,5a) 
42CrMo4  0,335b)   
1000 
Armco 37a)  0,66a) 28a) 
42CrMo4     
a) (Richter 1973), b) (Miokovic 2005),  
c) (Werkstofftechnik GmbH 2012), d) (Schwenk 2012) 
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5.2 Modellierung in Abaqus/Standard 
5.2.1 Zerspanung 
Für die Zerspanungssimulation in Abaqus/Standard wurde eine von bereits (Ambrosy 
2015) eingesetzte und für den orthogonalen Schnitt validierte 2D-FEM-Zerspanungssi-
mulation zurückgegriffen, deren Ansatz und technische Umsetzung auf (Schulze & Zan-
ger 2011b; Autenrieth 2009; Zanger 2012) zurückzuführen sind. Eine kontinuierliche 
Neuvernetzung ermöglicht die Spanbildung ohne Elementlöschung, indem der Werk-
stückwerkstoff um das Werkzeug fließt und dabei alle 5 μm neuvernetzt wird. Daraus 
folgt ein stets verzerrungsfreies Netz mit Elementen vom Typ CPE4T, das eine Span-
bildung ermöglicht. Die Validierung der Zerspanungssimulation wurde für die Zer-
spanung von 42CrMo4 in zahlreichen Arbeiten gezeigt (Schulze et al. 2011b; Schulze 
et al. 2011a; Schulze et al. 2013; Ambrosy, Zanger & Schulze 2015).  
Die Modellierung des in Kapitel 5.1 beschriebenen Materialverhaltens hinsichtlich der 
Fließspannung sowie der Kornfeinung wurde mittels einer UHARD-Subroutine imple-
mentiert. Die hierfür genutzten Werkstoffparameter sind in Tabelle 10 zusammenge-
fasst. Die Zerspanungssimulation wurde dahingehend erweitert, dass Werkzeuge mit 
asymmetrischer Schneidkantenmikrogeometrie verwendet werden können. Das Werk-
zeug wurde als elastischer Körper definiert mit Elementen vom Typ CPE4T. Die ver-
wendeten Werkstoffparameter für Hartmetall sind in Tabelle 11 zusammengefasst. 
 
Tabelle 11: Werkstoffparameter für Hartmetall 
Eingabegröße Wert Einheit 
Dichte ρ 15 g/m³ 
Elastizitätsmodul E 600 GPa 
Querkontraktionszahl ν 0,22 - 
Wärmeausdehnungskoeffizient α 5,6 10-6 1/K 
Wärmeleitfähigkeit λ 80 W/mK 
Spezifische Wärmekapazität cp 0,2 kJ/kgK 
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5.2.2 Mechanische Oberflächenbehandlung 
Zur simulationsgestützten Analyse der mechanischen Oberflächenbehandlung wurde 
eine 3D-FEM-Simulation in Abaqus/Standard aufgebaut, die analog zur Zerspanungs-
simulation den orthogonalen Schnitt beschreibt. Infolge der Werkstoffverdrängung in 
alle drei Dimensionen ist für die FEM-Simulation der mechanischen Oberflächenbe-
handlung eine 3D-Simulation notwendig. Im Vergleich zur Zerspanungssimulation ist 
bei der Simulation der mechanischen Oberflächenbehandlung infolge der vergleichs-
weise geringen Deformation und der damit einhergehenden geringen Elementverzer-
rung keine Neuvernetzung notwendig. 
Abbildung 5-7 zeigt den Modellaufbau des Werkzeugs und des Werkstücks. Das Werk-
zeug wurde dabei als elastisch simuliert und mittels Elementen vom Typ C3D8T ver-
netzt. Die Schneidkantenmikrogeometrie mit dem Form-Faktor K wurde durch Ellipsen 
beschrieben (Gerstenmeyer et al. 2017). Die verwendeten Werkstoffparameter für das 
Werkzeug sind in Tabelle 11 zusammengefasst. Die Bearbeitung wurde durch die 
Werkzeugbewegung mit der Bearbeitungsgeschwindigkeit realisiert. Dabei war das 
Werkstück fixiert. Das Werkstück war als rechteckiger Körper mit einer Breite von 
500 μm, einer Länge von 700 μm und einer Höhe von 300 μm definiert. Zur Erreichung 
der notwendigen Genauigkeit wurde das Werkstück insbesondere in der Bauteilrand-
zone mittels Partitionen fein vernetzt. Mit steigendem Abstand zur Bauteiloberfläche 
steigt die Netzgröße an, um die Elementanzahl und den damit notwendigen Rechen-




Abbildung 5-7: Modellaufbau des Werkzeugs (a) und Werkstücks (b) zur Modellierung 
der mechanischen Oberflächenbehandlung in Abaqus/Standard, nach (A_Ort 2016) 
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Analog zur Zerspanungssimulation wurde die Werkstoffmodellierung aus Kapitel 5.1 
mittels einer UHARD-Subroutine implementiert. Die während der mechanischen Ober-
flächenbehandlung entstehende Wärme resultiert zum einen aus der Reibung und wird 
zum anderen durch die plastische Deformation erzeugt. Der Reibkoeffizient μ wird als 
konstant mit μ = 0,3 angenommen. Durch plastische Deformation wird die mechanisch 
dissipierte Energie mit einem Faktor von 0,9 in Wärme umgewandelt. 
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6 Ergebnisse beim orthogonalen Schnitt 
Bei den Untersuchungen der mechanischen Oberflächenbehandlung im orthogonalen 
Schnitt von Armco-Eisen und 42CrMo4 werden in einem ersten Schritt die Prozessstell-
größen Bearbeitungsgeschwindigkeit vst, Bearbeitungstiefe ap und Werkzeugorientie-
rung γst hinsichtlich der resultierenden Prozesskräfte variiert. Dabei kommen zunächst 
symmetrische Schneidkanten zum Einsatz. Anschließend wird die Wirkung von asym-
metrischen Schneidkanten auf die Prozesskräfte betrachtet. In einem zweiten Schritt 
werden die Prozessstellgrößen hinsichtlich ihres Einflusses auf die Randschichtzu-
stände Topographie, Mikrohärte, Mikrostruktur und Eigenspannungen untersucht. Ab-
schließend wird die Werkzeuggeometrie bei der Komplementärzerspanung bezüglich 
ihrer Wirkung auf die Prozesskenngrößen und des einsetzenden Werkzeugverschlei-
ßes simulationsgestützt analysiert. 
 
6.1 Prozessstellgrößen bei der mechanischen Oberflächenbe-
handlung 
6.1.1 Bearbeitungsgeschwindigkeit 
Abbildung 6-1 zeigt den beispielhaften Messschrieb der resultierenden Bearbeitungs-
kraft Fst und Passivkraft Fp bei der mechanischen Oberflächenbehandlung von Armco-
Eisen und 42CrMo4. Dabei war die Bearbeitungsgeschwindigkeit vst = 50 m/min, die 
Bearbeitungstiefe ap = 50 μm und die Kräfte Schneidkantenmikrogeometrie mit dem 
Form-Faktor K = 1. Die in diesem Versuch untersuchte Probenbreite war w = 4 mm.  
Sowohl für Armco-Eisen als auch für 42CrMo4 sind bei der mechanischen Oberflächen-
behandlung infolge des stark negativen Spanwinkels die Passivkräfte höher als die in 
Bearbeitungsrichtung. Weiterhin kommt es durch den stark negativen Spanwinkel zu 
keiner Spanbildung. Stattdessen wirkt eine reine Umformung des Materials unterhalb 
des Werkzeugs. Signifikant an den gezeigten Prozesskräften sind die um etwa Faktor 
3 höheren Prozesskräfte bei der Bearbeitung von 42CrMo4 verglichen zu der von 
Armco-Eisen. 
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Charakteristisch für den Kraftverlauf von Armco-Eisen ist ein von Überschwingungen 
überlagerter Kraftanstieg. Nach einem Einschwingvorgang, der nach einem Bearbei-
tungsweg von etwa s = 20 mm abgeschlossen ist, wurden konstante Prozesskräfte ge-
messen.  
Die Kraftmessung bei der mechanischen Oberflächenbearbeitung von 42CrMo4 zeigt 
einen wesentlich weniger stark ausgeprägtes Überschwingen, wobei über die gesamte 
Messung hinweg höhere Schwankungen in der Messung beobachtet werden können. 
Diese Schwankungen können auf Maschinenschwingen zurückgeführt werden, die bei 
hohen Prozesskräften auftreten. 
 
  
Abbildung 6-1: Charakteristische Bearbeitungskräfte Fst und Passivkräfte Fp für 
Armco-Eisen (a) und 42CrMo4 (b); ap = 50 μm, vst = 50 m/min, K = 1 
 
Bei der Analyse des Einflusses der Bearbeitungsgeschwindigkeit auf die resultierenden 
Prozesskräfte war die Bearbeitungstiefe konstant bei ap = 20 μm. Die Auswertung der 
Prozesskräfte erfolgte entsprechend der Beschreibung in (Zanger & Gerstenmeyer 
2014) bei konstanten Kraftniveaus. Etwaige Schwingungen wurden dabei durch die Bil-
dung eines Mittelwerts über die ausgewertete Messstrecke ausgeglichen. Prozesssei-
tige Einflüsse, wie ein Überschwingen, standen nicht im Fokus.  
In Abbildung 6-2 sind für Armco-Eisen die resultierenden spezifischen Bearbeitungs- 
und Passivkräfte in Abhängigkeit der Bearbeitungsgeschwindigkeit dargestellt. Im All-
gemeinen zeichnen sich die Ergebnisse durch eine geringe Standardabweichung der 
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Messungen aus. Dabei zeigen die Ergebnisse, dass sowohl die spezifischen Bearbei-
tungs- als auch Passivkräfte nahezu unabhängig von der Bearbeitungsgeschwindigkeit 
sind. Des Weiteren sind die Bearbeitungs- und Passivkräfte bei der mechanischen 
Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen auf einem vergleichbaren Kraftniveau 
(kst = kp = 9 ±3 kN/mm²). Dies ist insofern herauszuheben, als dass infolge des stark 
negativen Spanwinkels deutlich höhere Passiv- als Bearbeitungskräfte zu erwarten ge-
wesen wären. Daraus folgt, dass die wirkenden Bearbeitungskräfte sehr hoch sind. 
Ausnahme ist die spezifische Bearbeitungskraft bei einer Bearbeitungsgeschwindigkeit 
von vst = 10 m/min, die mit kst = 5,53 kN/mm² deutlich geringer ist als die Bearbeitungs-
kräfte bei höheren Bearbeitungsgeschwindigkeiten.  
Weiterhin sind im Fall der geringen Bearbeitungstiefe von 20 μm die spezifischen Be-
arbeitungskräfte bei Armco-Eisen verglichen zu den spezifischen Passivkräften hoch, 
obwohl aufgrund der vergleichsweisen hohen Duktilität grundsätzlich geringere Bear-
beitungskräfte zu erwarten gewesen wären. Aufgrund der Duktilität neigt Armco-Eisen 
bei der Bearbeitung zur Adhäsion zwischen Werkzeug und Werkstück. Durch die dar-
aus resultierende fehlende bzw. geringe Relativbewegung zwischen Werkstück und 
Werkzeug wird die Gleitbewegung in Bearbeitungsrichtung behindert. Somit steigt die 
Reibung. Als Folge dessen steigen die Bearbeitungskräfte an. Eine weitere Folge der 
Adhäsion zwischen Werkzeug und Werkstück sind eine zerklüftete Oberfläche bzw. 
Materialanhäufungen (vgl. Kapitel 6.3.1). 
 
  
Abbildung 6-2: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
Armco-Eisen; ap =  20 μm, K = 1 
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Die resultierenden spezifischen Bearbeitungs- und Passivkräfte in Abhängigkeit der Be-
arbeitungsgeschwindigkeit für 42CrMo4 zeigt Abbildung 6-3. Im Vergleich zu den Er-
gebnissen bei Armco-Eisen sind die Passivkräfte bei 42CrMo4 deutlich größer als die 
Bearbeitungskräfte. Die Bearbeitungskräfte sinken mit steigender Bearbeitungsge-
schwindigkeit tendenziell leicht ab, während sich die Passivkräfte im gleichen Parame-
terfenster tendenziell leicht erhöhen. Bei hohen Bearbeitungsgeschwindigkeiten sind 
bei der mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4 geringere Bearbeitungs-
kräfte als bei Armco-Eisen zu erwarten. Weiterhin zeigen die Ergebnisse im Vergleich 
zu den Ergebnissen von Armco-Eisen größere Messschwankungen. 
Diese Ergebnisse entsprechen aus mehrerlei Hinsicht den Erwartungen. Zum einen 
weist der Vergütungsstahl 42CrMo4 eine wesentlich höhere Fließspannung auf als 
Armco-Eisen. Die hohe Festigkeit bringt bei der Bearbeitung hohe Prozesskräfte mit 
sich. Die beobachteten höheren Messschwankungen können auf die hohe Festigkeit 
zurückgeführt werden, da der Werkstoff bei der mechanischen Oberflächenbehandlung 
einen höheren Widerstand gegen plastische Verformung hat. Dies kann Instabilitäten 
in der Prozessführung hervorrufen, welche in Maschinenschwingungen und letztlich in 
höheren Messschwankungen resultieren. Zum anderen wirken bei der Zerspanung mit 
stark negativen Spanwinkeln höhere Passiv- als Bearbeitungskräfte. Diese Zusammen-
hänge sind auf die mechanische Oberflächenbehandlung im Kontext der Komplemen-
tärzerspanung übertragbar.  
 
  
Abbildung 6-3: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
42CrMo4; ap =  20 μm, K = 1 
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Der Anstieg der Passivkräfte bei hohen Bearbeitungsgeschwindigkeiten ist damit zu 
erklären, dass infolge der hohen Umformgeschwindigkeiten und Festigkeit der Werk-
stofffluss behindert wird. Dadurch steigt der Widerstand in Passivrichtung an; hohe Pas-
sivkräfte resultieren. Der adhäsive Kontaktmechanismus zwischen Werkstück und 
Werkzeug ist beim Vergütungsstahl 42CrMo4 offensichtlich weniger ausgeprägt. Aus 
diesem Grund wurden in diesem Fall keine überproportional hohen Bearbeitungskräfte 
gemessen.  
Um die auftretende Adhäsion zu veranschaulichen, sind in Abbildung 6-4 Schneidkan-
ten dargestellt, mit denen mechanische Oberflächenbehandlungen an Armco-Eisen 
und an dem Vergütungsstahl 42CrMo4 durchgeführt wurden. Dabei wurden unter-
schiedliche Bearbeitungsgeschwindigkeiten und eine konstante Bearbeitungstiefe von 
20 μm gewählt. Die Darstellung zeigt, dass insbesondere bei geringer Bearbeitungsge-
schwindigkeit Materialanhaftungen auftreten. Diese sind bei hoher Bearbeitungsge-
schwindigkeit weitaus weniger ausgeprägt und treten beim Vergütungsstahl 42CrMo4 
kaum auf (vgl. Abbildung 6-4d). Weiterhin sind in der Darstellung die Spankontaktflä-
chen bzw. Bearbeitungsmarkierungen erkennbar. Die Verschleißbetrachtung wird in 
Kapitel 6.2.2 näher betrachtet. 
 
 
Abbildung 6-4: Materialanhaftungen an Schneidkanten nach der Bearbeitung von 
Armco-Eisen und 42CrMo4, ap = 20 μm, K = 1 
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In Abbildung 6-5 sind die Verhältnisse von Bearbeitungs- zu Passivkraft kst/kp für 
Armco-Eisen und 42CrMo4 dargestellt. Wie die oben gezeigten Ergebnisse bereits na-
hegelegt haben, ist für Armco-Eisen das Verhältnis von Bearbeitungs- zu Passivkräften 
ab Bearbeitungsgeschwindigkeiten von 50 m/min bei etwa 1. Nur bei sehr geringer 
Bearbeitungsgeschwindigkeit wurde ein deutlich geringeres Verhältnis gemessen.  
Die Ergebnisse von 42CrMo4 zeigen dazu ein konträres Bild. Die Passivkräfte sind über 
alle Bearbeitungsgeschwindigkeiten hinweg größer als die Bearbeitungskräfte. Dabei 
ist bei sehr geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten das Verhätlnis am höchsten, sinkt 
aber mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit ab und ist ab einer 
Bearbeitungsgeschwindigkeit von vst ≥ 150 m/min konstant. 
 
  
Abbildung 6-5: Verhältnis Bearbeitungskraft kst zu Passivkraft kp für Armco-Eisen (a) 
und 42CrMo4 (b); ap =  20 μm, K = 1 
 
6.1.2 Bearbeitungstiefe 
Die Bearbeitungstiefe ap ist eine weitere Prozessstellgröße bei der mechanischen 
Oberflächenbehandlung. Um den Einfluss verschiedener Bearbeitungstiefen auf resul-
tierende Bearbeitungskräfte isoliert zu betrachten, wurde im Rahmen dieser Analyse 
eine konstante Bearbeitungsgeschwindigkeit vst = 150 m/min gewählt. 
Abbildung 6-6 zeigt die spezifischen Bearbeitungs- und Passivkräfte für Armco-Eisen 
in Abhängigkeit der Bearbeitungstiefe. Mit steigender Bearbeitungstiefe sinken die spe-
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zifischen Prozesskräfte. Eine Verdopplung der Bearbeitungstiefe führt zu einer Redu-
zierung der spezifischen Bearbeitungskraft um etwa 33 %, während die spezifische 
Passivkraft sich bei Verdopplung der Bearbeitungstiefe halbiert. Die resultierenden Be-
arbeitungs- und Passivkräfte liegen nichtsdestotrotz auf vergleichbarem Kraftniveau. 
Wie bereits bei der Betrachtung der Bearbeitungsgeschwindigkeit, ist bei der Variation 
der Bearbeitungstiefe eine geringe Standardabweichung der Messungen zu beobach-
ten. 
  
Abbildung 6-6: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
Armco-Eisen; vst = 150 m/min, K = 1 
 
Die spezifischen Bearbeitungs- und Passivkräfte für 42CrMo4 in Abhängigkeit der Be-
arbeitungstiefe zeigt Abbildung 6-7. Wie bereits bei den Ergebnissen von Armco-Eisen 
sinken die spezifischen Prozesskräfte mit steigenden Bearbeitungstiefen. Die spezifi-
sche Bearbeitungskraft halbiert sich bei Verdopplung der Bearbeitungstiefe. Die spezi-
fische Passivkraft sinkt bei Verdopplung der Bearbeitungstiefe auf etwa 60 % der zuvor 
wirkenden spezifischen Passivkraft. Die Ergebnisse zeigen weiterhin signifikant höhere 
spezifische Passivkräfte verglichen zu den spezifischen Bearbeitungskräften. Insbe-
sondere bei den spezifischen Passivkräften wird eine höhere Standardabweichung der 
Messungen beobachtet. 
 


































Abbildung 6-7: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
42CrMo4; vst = 150 m/min, K = 1 
 
Die Zusammenhänge von Bearbeitungstiefe und resultierenden Prozesskräften zeigen, 
dass bei der Bearbeitung von Armco-Eisen zum einen vergleichbare spezifische Bear-
beitungskräfte wirken wie beim Vergütungsstahl 42CrMo4. Zum anderen sind bei der 
Bearbeitung von Armco-Eisen die wirkenden spezifischen Passivkräfte mit den spezifi-
schen Bearbeitungskräften vergleichbar. Daraus folgt, dass die in Kapitel 6.1.1 be-
schriebenen Wirkzusammenhänge zwischen Werkstück und Werkzeug, d.h. Werk-
stück-Werkzeug-Adhäsion, übertragbar sind.  
Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 wirken dagegen wesentlich hö-
here spezifische Passivkräfte. Das bedeutet, dass die Adhäsion bei Armco-Eisen höher 
ist und daher die Prozesskräfte in Bearbeitungs- und Passivrichtung vergleichbar ist. 
Bei 42CrMo4 ist die Adhäsion dagegen geringer ausgeprägt. Aus diesem Grund wirken 
verglichen zu den Passivkräften geringere Bearbeitungskräfte. 
Weiterhin zeigen die Ergebnisse, dass Prozesskräfte nur leicht steigen, obwohl eine 
Verdopplung der Bearbeitungstiefe zunächst auch eine deutliche Steigerung der Pro-
zesskräfte vermuten lässt. Abbildung 6-8 zeigt diese Zusammenhänge für die Bearbei-
tung von Armco-Eisen und 42CrMo4. Dafür wurden die spezifischen auf absolute Pro-
zesskräfte umgerechnet und auf eine Probenbreite w = 1 mm normiert. 
 


































Abbildung 6-8: Normierte Bearbeitungs- (a) und Passivkräfte (b) bei der Bearbeitung 
von 42CrMo4 und Armco-Eisen; w = 1 mm, vst = 150 m/min, K = 1 
 
Es folgt, dass infolge der plastischen Verformung bei der mechanischen Oberflächen-
bearbeitung die Werkstoffverdrängung in alle drei Raumrichtungen die resultierenden 
Prozesskräfte beeinflusst. Neben der Werkstoffverdrängung in Bearbeitungs- und Pas-
sivrichtung wurde auch quer zur Bearbeitungsrichtung (z-Richtung) der Werkstoff ver-
drängt. Bei steigender Bearbeitungstiefe wird deutlich mehr Werkstoff in z-Richtung 
verdrängt. Dies führt letztlich zu einem moderaten Anstieg der Prozesskräfte, obwohl 
mit steigender Bearbeitungstiefe eine ähnlich erhebliche Steigerung der Prozesskräfte 
zu erwarten gewesen wäre.  
In Abbildung 6-9 sind die Verhältnisse von Bearbeitungs- zu Passivkraft in Abhängigkeit 
der Bearbeitungstiefe für Armco-Eisen und 42CrMo4 dargestellt. Bei Armco-Eisen ist 
das Verhältnis, wie bereits bei der Untersuchung zur Bearbeitungsgeschwindigkeit, 
nahe 1 und damit insbesondere für höhere Bearbeitungstiefen unabhängig von dieser. 
Lediglich für eine geringe Bearbeitungstiefe ap = 5 μm wurde ein leicht geringeres Ver-
hältnis von spezifischer Bearbeitungs- zu Passivkraft ausgewertet. Für 42CrMo4 liegt 
das Verhältnis von spezifischer Bearbeitungs- zu Passivkraft für alle Bearbeitungstiefen 


































Abbildung 6-9: Verhältnis Bearbeitungskraft kst zu Passivkraft kp für Armco-Eisen (a) 
und 42CrMo4 (b); vst = 150 m/min, K = 1 
 
6.1.3 Werkzeugorientierung 
Bei der Realisierung der Komplementärzerspanung erfolgt die mechanische Oberflä-
chenbehandlung mit einem stark negativen Spanwinkel γst. Daher wird der Einfluss des 
Spanwinkels auf die resultierenden spezifischen Prozesskräfte bei konstanter Bearbei-
tungsgeschwindigkeit vst = 150 m/min sowie Bearbeitungstiefe ap = 20 μm untersucht.  
Abbildung 6-10 zeigt die resultierende spezifische Bearbeitungs- (a) und Passivkraft (b) 
für Armco-Eisen für unterschiedliche Spanwinkel. Wie bereits bei der Untersuchung des 
Einflusses der Bearbeitungsgeschwindigkeit und -tiefe liegen die spezifischen Bearbei-
tungs- und Passivkräfte unabhängig von den untersuchten Spanwinkeln mit hoher Re-
produzierbarkeit auf einem vergleichbaren Kraftniveau, wobei für einen Spanwinkel 
γst = -83° die tendenziell höchsten spezifischen Prozesskräfte gemessen wurden. Es 
zeigt sich erneut bei der Bearbeitung von Armco-Eisen eine vergleichsweise hohe Be-
arbeitungskraft, zu begründen mit den o.g. Adhäsions- und Reibungs-Effekten zwi-
schen Werkzeug und Werkstück. 
 






























Abbildung 6-10: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
Armco-Eisen; vst = 150 m/min, ap = 20 μm, K = 1 
 
Abbildung 6-11 zeigt die resultierende spezifische Bearbeitungs- (a) und Passivkraft (b) 
für 42CrMo4 für unterschiedliche Spanwinkel. Auch hier zeigt sich ein vergleichbares 
Verhalten wie bereits bei der Untersuchung des Einflusses der Bearbeitungsgeschwin-
digkeit und -tiefe. Die spezifischen Passivkräfte sind auf einem deutlich höheren Kraft-
niveau als die spezifischen Bearbeitungskräfte. Weiterhin ist die Standardabweichung 
deutlich höher. Bei einem Spanwinkel von γst = -87,5° traten die geringsten spezifischen 
Prozesskräfte auf. Bei ansteigenden Spanwinkel γst ≥ -83° steigen die spezifischen Pro-
zesskräfte auf ein konstantes Kraftniveau. 
 
  
Abbildung 6-11: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
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Die Verhältnisse von spezifischen Bearbeitungs- zu Passivkräften in Abhängigkeit des 
Spanwinkels für Armco-Eisen (a) und 42CrMo4 (b) sind in Abbildung 6-12 dargestellt. 
Für Armco-Eisen ist das Verhältnis, wie bereits für variable Bearbeitungsgeschwindig-
keiten und -tiefen, für alle Spanwinkel γ sehr hoch. Für 42CrMo4 liegt das Verhältnis 
von spezifischer Bearbeitungs- zu Passivkraft für Spanwinkel γst ≥ -83° konstant bei 




Abbildung 6-12: Verhältnis Bearbeitungskräfte kst zu Passivkraft kp für Armco-Eisen 
(a) und 42CrMo4 (b); vst = 150 m/min, ap = 20 μm, K = 1 
 
6.1.4 Werkzeugmikrogeometrie 
Neben den maschinenseitigen Prozessstellgrößen Bearbeitungsgeschwindigkeit, Be-
arbeitungstiefe und Werkzeugorientierung wird der Einfluss der Werkzeugmikrogeo-
metrie, definiert durch den Form-Faktor K, auf die resultierenden spezifischen Prozess-
kräfte analysiert. Die Bearbeitungstiefe von ap = 20 μm ist dabei konstant. 
In Abbildung 6-13 sind für Armco-Eisen die spezifischen Bearbeitungs- und Passiv-
kräfte für unterschiedliche Bearbeitungsgeschwindigkeiten und Schneidkantenmikro-
geometrien, definiert durch den Form-Faktor K, dargestellt. Grundsätzlich zeigen sich 
für alle Parameterkonfigurationen nur leichte Unterschiede bei den Prozesskräften. Die 
Darstellung zeigt die höchsten spezifischen Prozesskräfte bei einer Bearbeitungsge-
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die höchsten Bearbeitungskräfte zu erwarten, während die leicht höheren Passivkräfte 
im gleichen Bereich unabhängig vom Form-Faktor sind. Minimale spezifische Prozess-
kräfte wurden dagegen unabhängig des Form-Faktors bei geringer Bearbeitungsge-
schwindigkeit gemessen.  
Es ist hervorzuheben, dass sich bei der Bearbeitung von Armco-Eisen der Trend hoher 
Bearbeitungskräfte fortsetzt. Der Effekt der Adhäsion bei der mechanischen Oberflä-




Abbildung 6-13: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
Armco-Eisen; ap = 20 μm 
 
In Abbildung 6-14 sind für 42CrMo4 die spezifischen Bearbeitungs- und Passivkräfte 
für unterschiedliche Bearbeitungsgeschwindigkeiten und Schneidkantenmikrogeomet-
rien dargestellt. Maximale spezifische Bearbeitungskräfte wirken bei einer hohen Bear-
beitungsgeschwindigkeit von vst = 150 m/min und einem Form-Faktor K = 0,2. Für alle 
anderen Parameterkonfigurationen liegen die Bearbeitungskräfte auf vergleichbaren 
Niveau. Die resultierenden spezifischen Passivkräfte sind bei einem Form-Faktor K = 1 
global gesehen auf geringem Niveau, jedoch bei geringer Bearbeitungsgeschwindigkeit 
lokal am höchsten. Bei asymmetrischen Schneidkantenmikrogeometrien wurden dage-
gen hohe Passivkräfte unabhängig der Bearbeitungsgeschwindigkeit gemessen.  
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Die Ergebnisse zeigen, dass die spezifischen Passivkräfte für das gesamte Parameter-
feld deutlich höher sind als die in Bearbeitungsrichtung. Damit folgen auch diese Er-
gebnisse den bisherig gewonnen Erkenntnissen bzgl. der Werkstück-Werkzeug-Inter-
aktion in den vorigen Kapiteln. 
 
  
Abbildung 6-14: Spezifische Bearbeitungskräfte kst (a) und Passivkräfte kp (b) bei 
42CrMo4; vst = var., ap = 20 μm, K = var. 
 
6.2 Einfluss des Werkzeugs bei der Komplementärzerspanung 
6.2.1 Simulationsgestützte Analyse 
Mittels einer FEM-Simulation wurden die resultierenden Dehnraten und Prozesstempe-
raturen in der Umformzone während der mechanischen Oberflächenbehandlung in Ab-
hängigkeit der Bearbeitungsgeschwindigkeit vst und des Form-Faktors K analysiert. Die 
Bearbeitungstiefe war mit ap = 20 μm konstant. Für diese modellhaften Analysen wurde 
der Werkstoff Armco-Eisen betrachtet. 
In Abbildung 6-15a ist die berechnete maximale Dehnrate in Abhängigkeit der Bearbei-
tungsgeschwindigkeit und des Form-Faktors gezeigt. Die für jede Parameterkonfigura-
tion wirkende maximale Dehnrate wurde dabei auf die bei dem gesamten ausgewerte-
ten Parameterfeld wirkende maximale Dehnrate von  = 85,74  104 s-1 normiert. Mit 
steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit sind steigende Dehnraten zu erwarten. Dabei 
spielt die Schneidkantenmikrogeometrie insbesondere bei hohen Bearbeitungsge-
schwindigkeiten von vst ≥ 100 m/min eine untergeordnete Rolle. Die Schneidkanten-
mikrogeometrie gewinnt dagegen bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten von 
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vst = 10 m/min an Bedeutung. Die Auswertung zeigt für kleine Form-Faktoren K = 0,2 
und sehr große Form-Faktoren K = 2 vergleichsweise geringe maximale Dehnraten. Bei 
einem Form-Faktor um K = 1 sind dagegen selbst bei einer geringen Bearbeitungsge-
schwindigkeit lokal maximale Dehnraten zu erwarten.  
Die resultierenden maximalen Prozesstemperaturen in der Umformzone sind in Abbil-
dung 6-15b dargestellt. Grundsätzlich steigt die maximale Temperatur mit steigender 
Bearbeitungsgeschwindigkeit. Dagegen ist kein Einfluss des Form-Faktors auf die ma-
ximale Prozesstemperatur zu beobachten. Da die mechanische Oberflächenbehand-
lung zu einer plastischen Verformung in der Randschicht führt, entsteht durch diese 
plastische Verformung Wärme. Je schneller diese plastische Verformung stattfindet, 




Abbildung 6-15: Berechnete normierte Maximaldehnrate in % (a) und 
Maximaltemperatur in °C (b) bei Armco-Eisen; ap = 20 μm 
 
Zur weiteren simulationsgestützten Analyse der mechanischen Oberflächenbehand-
lung wird die Umformzone detailliert betrachtet. Hierzu wird die Umformzone in fünf 
Bereiche entsprechend den wirkenden Dehnraten klassifiziert. Abbildung 6-16 zeigt 
schematisch die Einteilung dieser fünf Bereiche. In Bereich 1 sind die geringsten Dehn-
raten bis  = 103 s-1 zu erwarten, während im Bereich 5 hohe Dehnraten von  






































Abbildung 6-16: Schematische Darstellung der Umformzone während der 
mechanischen Oberflächenbehandlung 
 
In Tabelle 12 sind die fünf Bereiche exemplarisch dargestellt. Charakteristisch für die 
Bereiche 4 und 5 ist, dass diese sowohl zu Beginn der Umformung, d.h. am Übergang 
von Ausgangsoberfläche zu Umformzone, als auch am Ende der Umformung, d.h. am 
Übergang von Umformzone zu mechanisch bearbeiteter Oberfläche auftreten. Zwi-
schen diesen Übergangszonen wirken an der Spanfläche vergleichsweise geringe 
Dehnraten (Bereich 2). Trotz dieser geringen Dehnrate direkt an der Spanfläche hat die 
mechanische Oberflächenbehandlung eine Tiefenwirkung, die durch die Bereiche 2 
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Tabelle 12: Einteilung der Umformzone während der mechanischen 
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Entsprechend der Klassifizierung der lokal wirkenden Dehnraten werden die beeinfluss-
ten Volumina im FEM-Modell ausgewertet und auf das Gesamtvolumen von 105 mm³ 
des Modells normiert.  
In Abbildung 6-17 sind diese beeinflussten Volumina bei der mechanischen Oberflä-
chenbehandlung von Armco-Eisen in Abhängigkeit von der Schneidkantenmikrogeo-
metrie und der Bearbeitungsgeschwindigkeit dargestellt. Die in der Abbildung prozen-
tual dargestellten Volumina ergeben entsprechend der Volumenkonstanz 1. 
Bei den gewählten Prozessstellgrößen ist das durch eine vergleichsweise geringe 
Dehnrate beeinflusste Volumen (Bereich 1) grundsätzlich unabhängig von der Schneid-
kantenmikrogeometrie. Insbesondere bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten er-
fährt nahezu das gesamte betrachtete Volumen eine sehr geringe Dehnrate. Dies be-
deutet, dass auch die plastisch verformte Randzone keine Beanspruchung durch eine 
hohe Dehnrate erfährt. Ab einer Bearbeitungsgeschwindigkeit von vst = 100 m/min wird 
etwa 10 % des Volumens mit einer nicht zu vernachlässigenden Dehnrate plastisch 
verformt (Abbildung 6-17a).  
Der beeinflusste Bereich 2, definiert durch 103 <  < 2  103 s-1, ist ebenfalls nahezu 
schneidkantenmikrogeometrieunabhängig (Abbildung 6-17b). Ab einer Bearbeitungs-
geschwindigkeit vst > 50 m/min sind etwa 15-20 % des Volumens beeinflusst. Es ist an-
zumerken, dass eine Bearbeitung mit einem Form-Faktor K < 1 und einer Bearbei-
tungsgeschwindigkeit vst > 100 m/min eine Zunahme des beeinflussten Volumens ver-
glichen zu Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 durch die Si-
mulation vorhergesagt wird. Aus der geltenden Volumenkonstanz folgt unmittelbar, 
dass die mechanische Oberflächenbehandlung mit einem Form-Faktor K < 1 weniger 
stark hinsichtlich der wirkenden Dehnraten ausgeprägt ist. 
Weiterhin ist bei sehr geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten vst < 50 m/min nicht zu 
erwarten, dass ein signifikantes Volumen durch eine hohe Dehnrate  > 2  103 s-1 be-
einflusst wird. Um eine signifikante Dehnratenbeeinflussung der Volumina zu realisie-
ren, sind zum einen hohe Bearbeitungsgeschwindigkeiten notwendig (Abbildung 6-17c-
e). Zum anderen führen Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K > 1 
zu hohen Dehnraten. Mit Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K < 1 
sind dagegen selbst bei hoher Bearbeitungsgeschwindigkeit keine hohen Dehnraten in 
der Umformzone bei der mechanischen Oberflächenbehandlung zu erwarten (Abbil-
dung 6-17e). 





Abbildung 6-17: Beeinflusstes Volumen durch unterschiedliche Dehnratenbereiche bei 
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Neben der Analyse der resultierenden Dehnraten und Prozesstemperaturen in der Um-
formzone wurde der Werkstofffluss während der mechanischen Oberflächenbehand-
lung von 42CrMo4 in Abhängigkeit des Form-Faktors K analysiert. Die Bearbeitungs-
tiefe war mit ap = 20 μm konstant. Der Werkstofffluss wird in der Simulation anhand der 
Verschiebung charakterisiert. 
Abbildung 6-18 zeigt die Verschiebung Ust in Bearbeitungsrichtung. Die Darstellung 
zeigt, dass der Werkstoff unter Einsatz einer Schneidkantenmikrogeometrie mit einem 
Form-Faktor K ≥ 1 in einer anderen Art verformt wird, als mit einer Schneidkantenmikro-
geometrie mit einem Form-Faktor K = 0,2. Zum einen treten betragsmäßig höhere Ver-
schiebungen für Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 auf. Zum 
anderen treten die Verschiebungen sehr lokalisiert auf. Das heißt, im Übergangsbe-
reich von Umformzone zu mechanisch oberflächenbehandelter Oberfläche sind die 
höchsten Verschiebungen zu erwarten. Bei einer Schneidkantenmikrogeometrie mit ei-
nem Form-Faktor K = 0,2 treten dagegen deutlich geringere Verschiebungen auf.  
 
 
Abbildung 6-18: Werkstofffluss bei der mechanischen Oberflächenbehandlung von 
42CrMo4; vst = 100 m/min, ap = 20 μm; Seitenansicht 
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Abbildung 6-19 zeigt die Verschiebung Uz, d.h. quer zur Bearbeitungsrichtung. Wie be-
reits bei der Verschiebung in Bearbeitungsrichtung zeigen sich bei der Verschiebung 
quer zur Bearbeitungsrichtung vergleichbare Abhängigkeiten. Bei Schneidkantenmikro-
geometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 treten die betragsmäßig höchsten maximalen 
Verschiebungen auf. Diese sind zudem auf vergleichbarem Niveau. Schneidkanten-




Abbildung 6-19: Werkstofffluss bei der mechanischen Oberflächenbehandlung von 
42CrMo4; vst = 100 m/min, ap = 20 μm; Draufsicht 
 
Die Betrachtung der Analyse in Passiv-Richtung Up ergab keine signifikanten Erkennt-
nisse und ist deshalb nicht gesondert dargestellt. Infolge der konstanten Zustellung sind 
entsprechende Verschiebungen in Passiv-Richtung unabdingbar. Ein Einfluss der 
Schneidkantenmikrogeometrie ist dabei hinsichtlich des Verschiebungsfelds nicht zu 
erwarten. 
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6.2.2 Identifizierung geeigneter Schneidkantenmikrogeometrien 
Neben der simulativen Analyse des Einflusses der Schneidkantenmikrogeometrie auf 
die werkstoffseitigen Prozesskenngrößen Maximaltemperatur und Dehnrate in Kapitel 
6.2.1 steht in diesem Kapitel die thermo-mechanische Werkzeugbelastung bei der me-
chanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4 im Fokus. Diese Untersuchungen 
sind in (Zanger, Gerstenmeyer & Weule 2017) veröffentlicht. Mit den in Kapitel 5.2.1 
und 5.2.2 beschriebenen FE-Modellen wurden Simulationen der mechanischen Ober-
flächenbehandlung und der Spanbildung mit den Form-Faktoren K = 0,2, 1 und 2 durch-
geführt. Weitere Prozessstellgrößen sind vc = vst = 100 m/min, h = 120 μm und 
ap = 20 μm. 
Zielgrößen sind neben der wirkenden Temperatur T und der Normalspannung σn auch 
die tatsächliche Kontaktgeschwindigkeit vs an der Werkzeugoberfläche. Diese Prozess-
kenngrößen dienen als Eingangsgrößen zur Berechnung des Werkzeugverschleißes 
nach Usui, bei dem eine Verschleißrate in Abhängigkeit der Zeit berechnet wird (Usui, 
E., Shirakashi, T., Kitagawa, T. 1978). Es gilt 
 
        Formel 6-1 
 
mit der Temperatur T, der Kontaktspannung σn, der Kontaktgeschwindigkeit vs und den 
Konstanten CU und λU. Diese wurden entsprechend (Maekawa et al. 1989) mit 
CU = 0,0198 m²/MN und λU = 21950 K angenommen. 
Die Auswertung der Prozesskenngrößen Temperatur, Normalspannung und Kontakt-
geschwindigkeit erfolgt entlang der Werkzeugoberfläche. Hierfür wurden alle Integra-
tionspunkte beginnend an der Spanfläche Aγ über die Schneidkante bis hin zur Freiflä-
che Aα ausgewertet. Abbildung 6-20 zeigt schematisch den Verlauf des Wegs dt entlang 
der Werkzeugoberfläche und dem beispielhaft dargestellten Temperaturverlauf. 
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Abbildung 6-20: Schematische Darstellung zur Analyse der Werkzeugoberfläche 
 
In Abbildung 6-21 ist exemplarisch die berechnete thermische Werkzeugbelastung bei 
der Zerspanung und mechanischen Oberflächenbehandlung in Abhängigkeit des Form-
Faktors K dargestellt. Der thermisch beeinflusste Schneidkantenbereich verschiebt sich 
bei der Zerspanung mit sinkendem Form-Faktor K von der Spanfläche (Form-Faktor 
K = 2) hin zur Freifläche (Form-Faktor K = 0,2). Bei der mechanischen Oberflächenbe-
handlung ist diese Verschiebung weitaus weniger ausgeprägt. 
 
 
Abbildung 6-21: Thermische Werkzeugbelastung bei der Zerspanung und 
mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4; vc = vst = 100 m/min, 
h = 120 μm, ap = 20 μm, nach (Zanger, Gerstenmeyer & Weule 2017) 
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Die mechanische Werkzeugbelastung ist in Form der Normalspannung σn an der Werk-
zeugoberfläche in Abbildung 6-22 gezeigt. Wie bereits bei der thermischen Werkzeug-
belastung ist die Schneidkantenmikrogeometrie ein entscheidender Faktor für die me-
chanische Werkzeugbelastung insbesondere für den Zerspanungsprozess. Für den 
Prozessschritt mechanische Oberflächenbehandlung zeigt sich dagegen kein nennens-
werter Einfluss der Schneidkantenmikrogeometrie auf die Normalspannung.  
 
 
Abbildung 6-22: Mechanische Werkzeugbelastung bei der Zerspanung und 
mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4; vc = vst = 100 m/min, 
h = 120 μm, ap = 20 μm 
 
Die thermische Werkzeugbelastung während der Zerspanung und der mechanischen 
Oberflächenbehandlung in Abhängigkeit des Form-Faktors K ist in Abbildung 6-23 ge-
zeigt. Die Analyse zeigt den bereits in Abbildung 6-21 skizzierten Einfluss der Schneid-
kantenmikrogeometrie auf die thermische Werkzeugbelastung. Grundsätzlich sind bei 
den betrachteten Schneidkantenmikrogeometrien ähnliche Maximaltemperaturen von 
etwa Tmax = 620°C bei der Zerspanung und etwa Tmax = 150°C bei der mechanischen 
Oberflächenbehandlung zu erwarten. Bei der Zerspanung unterscheidet sich jedoch 
der Ort der maximalen Temperatur. Während bei einer Schneidkante mit einem Form-
Faktor K = 0,2 die Maximaltemperatur am Übergang der Spanfläche zur Schneidkante 
zu erwarten ist, verschiebt sich das Maximum bei einer Schneidkante mit einem Form-
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Faktor K = 2 in Richtung Übergang von Schneidkante zu Freifläche. Bei der mechani-
schen Oberflächenbehandlung ist bei einer Schneidkante mit einem Form-Faktor 
K = 0,2 ein nicht zu vernachlässigender Teil der Schneidkante thermisch belastet, wäh-
rend für Schneidkanten mit einem Form-Faktor K ≥ 1 die Wärmeeinflusszone weitest-
gehend an der Freifläche wirkt. Grundsätzlich ist die Wärmeeinflusszone an der 
Schneidkante abhängig von der Schneidkantenmikrogeometrie. Mit sinkendem Form-
Faktor K steigt die Wärmeeinflusszone an der Schneidkante. 
 
 
Abbildung 6-23: Thermische Werkzeugbelastung während der Zerspanung und der 
mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4, nach (Zanger, Gerstenmeyer & 
Weule 2017) 
 
In Abbildung 6-24 ist die mechanische Werkzeugbelastung mit der Kenngröße Normal-
spannung σn während der Zerspanung und der mechanischen Oberflächenbehandlung 
dargestellt. Bei der Zerspanung zeigen die Ergebnisse eine vergleichbare maximale 
mechanische Werkzeugbelastung von etwa 3,37 < σn < 3,60 GPa. Alle betrachteten 
Schneidkantenmikrogeometrien haben gemein, dass an der Spanfläche die Normal-
spannung ein nahezu konstantes Lastniveau erreicht, jedoch deutlich im Bereich der 
Schneidkante ansteigt. Dieser Anstieg fällt bei der Schneidkante mit dem Form-Faktor 
K = 0,2 am deutlichsten aus, während ein Form-Faktor K = 2 zu einem moderaten An-
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Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung wirken mechanische Lastkollektive auf 
vergleichbarem Niveau wie beim Zerspanungsprozess. Dabei ist die Normalspannung 
insbesondere für die Schneidkante mit einem Form-Faktor K = 0,2 im Kontaktbereich 
nahezu konstant. Für Schneidkantenmikrogeometrien mit steigendem Form-Faktor 
zeigt die FEM-Simulation dagegen ein Maximum der Normalspannung von bis zu 
σn = 6 GPa am Übergang von Schneidkante zu Spanfläche, das im weiteren Verlauf zu 
der Spanfläche auf ein konstantes Lastniveau von etwa σn = 2,5 GPa abfällt. 
 
 
Abbildung 6-24: Mechanische Werkzeugbelastung während der Zerspanung und der 
mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4, nach (Zanger, Gerstenmeyer & 
Weule 2017) 
 
Die berechneten tatsächlichen Kontaktgeschwindigkeiten vs bei der Zerspanung und 
mechanischen Oberflächenbehandlung sind in Abbildung 6-25 dargestellt. Bei der Zer-
spanung tritt für alle untersuchten Schneidkantenmikrogeometrien eine vergleichbare 
maximale tatsächliche Kontaktgeschwindigkeit an der Spanfäche auf. Im Bereich der 
Schneidkante sinkt die Kontaktgeschwindigkeit und ist dort minimal. Sobald Werkstück 
und Schneidkante nicht mehr in Kontakt stehen, sinkt die Kontaktgeschwindigkeit auf 
vs = 0 m/min ab. Für Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor von K ≥ 1 
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tritt das Ablösen der Werkstück-Schneidkanten-Interaktion am Übergang von Schneid-
kante zu Freifläche auf. Bei einer Schneidkantenmikrogeometrie mit einem Form-Fak-
tor von K = 0,2 erfolgt dieses Ablösen bereits im Bereich der Schneidkante. 
Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung steigt die tatsächliche Kontaktge-
schwindigkeit im Erstkontakt von Werkstück und Schneidkante stark an. Im weiteren 
Verlauf entlang der Freifläche sinkt die Kontaktgeschwindigkeit linear ab. Für Schneid-
kantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor von K ≥ 1 tritt die höchste Kontaktge-
schwindigkeit am Übergang von Schneidkante zu Freifläche auf, während bei einer 
Schneidkantenmikrogeometrie mit einem Form-Faktor K = 0,2 das Maximum der Kon-
taktgeschwindigkeit deutlich vor dem Übergang von Schneidkante zu Freifläche auftritt. 
An der Freifläche selbst treten keine signifikanten Kontaktgeschwindigkeiten mehr auf. 
 
 
Abbildung 6-25: Kontaktgeschwindigkeit an der Werkzeugoberfläche während der 
Zerspanung und der mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4, nach 
(Zanger, Gerstenmeyer & Weule 2017) 
 
In  Abbildung 6-26 sind die berechneten Verschleißraten dW/dt nach (Usui, E., 
Shirakashi, T., Kitagawa, T. 1978) entsprechend der Beschreibung in Formel 5-1 für 
die Prozessschritte Zerspanung und mechanische Oberflächenbehandlung dargestellt. 
Charakteristisch bei der Zerspanung sind der Anstieg der Verschleißrate dW/dt an der 
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Spanfläche, ein anschließendes Absinken und ein erneuter Anstieg an der Schneid-
kante. Dabei tritt die höchste Verschleißrate stets im Bereich der Schneidkante auf. Für 
Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≤ 1 ist am Übergang von 
Spanfläche zu Schneidkante dabei ein lokales Maximum der Verschleißrate festzustel-
len. Das globale Maximum der Verschleißrate tritt an der Schneidkante auf. Bei einem 
Form-Faktor K = 2 ist das Maximum dagegen am Übergang von Spanfläche zu 
Schneidkante. An der Schneidkante selbst ist die Verschleißrate vergleichsweise ge-
ring. 
Die Berechnung der Verschleißrate bei der mechanischen Oberflächenbehandlung 
zeigt grundsätzlich eine deutlich geringere Verschleißrate als bei der Zerspanung. Für 
alle untersuchten Schneidkantenmikrogeometrien liegt die Verschleißrate auf einem 
vergleichbaren Niveau. Bei einer Schneidkantenmikrogeometrie mit einem Form-Faktor 
K = 0,2 ist ein moderater Anstieg der Verschleißrate entlang der Schneidkante zu be-
obachten, wobei zum einen die maximale Verschleißrate vor dem Übergang von 
Schneidkante zu Freifläche auftritt. Zum anderen ist im Bereich der Schneidkante der 
Großteil der Verschleißrate zu erwarten. Bei Schneidkantenmikrogeometrien mit einem 
Form-Faktor K ≥ 1 ist im Bereich der Schneidkante kaum mit Verschleiß zu rechnen. 
Erst am Übergang von Schneidkante zu Freifläche tritt Verschleiß auf, wobei an diesem 
Übergang unmittelbar die maximale Verschleißrate auftritt. Im weiteren Verlauf an der 
Freifläche sinkt die Verschleißrate zunächst linear ab, bis sie nach fehlender Werk-
stück-Werkzeug-Interaktion nicht mehr auftritt.  
Neben der simulativen Betrachtung kann weiterhin eine rein geometrische Betrachtung 
der Eingriffsbedingungen des Werkzeugs bei den Prozessschritten Zerspanung und 
mechanische Oberflächenbehandlung herangezogen werden. In Abbildung 6-27 sind 
die sich im Eingriff befindenden Kontaktlängen dt entlang der Schneidkante gezeigt. 
Während mit einem Form-Faktor K = 0,2 die Kontaktlänge bei der Zerspanung sehr 
groß ist, sind die Kontaktlängen für Form-Faktoren K ≥ 1 auf einem geringeren Niveau. 
Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung dagegen ist die Kontaktlänge bei einem 
Form-Faktor K = 0,2 geringer als bei Form-Faktoren K ≥ 1. Bei diesen sind die Kontakt-
längen vergleichbar. Die Darstellungen in  Abbildung 6-26 und Abbildung 6-27 zeigen, 
dass je nach Schneidkantenmikrogeometrie unterschiedliche Bereiche des Werkzeugs, 
beginnend von der Spanfläche, über die Schneidkante bis hin zur Freifläche bei der 
Komplementärzerspanung im Eingriff sind. Dementsprechend unterschiedlich fällt der 
Werkzeugverschleiß aus. 
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Neben der simulativen Betrachtung der Verschleißrate dW/dt auf Basis der thermo-
mechanischen Werkzeugbelastung sowie der geometrischen Betrachtung der Eingriffs-
bedingungen wurden experimentelle Analysen der Schneidkantenmikrogeometrie nach 
der Zerspanung und der Komplementärzerspanung von 42CrMo4 durchgeführt. Dabei 
wurden die bereits simulativ betrachteten Schneidkantenmikrogeometrien mit einem 
Form-Faktor K = 0,2, 1 und 2 eingesetzt. 
 
Abbildung 6-26: Berechnete Verschleißrate dW/dt während der Zerspanung und 
der mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4, nach (Zanger, 
Gerstenmeyer & Weule 2017) 
 
Abbildung 6-27: Kontaktlänge bei der Zerspanung und mechanischen Oberflächen-
behandlung für unterschiedliche Form-Faktoren K 
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Abbildung 6-28 zeigt die Änderung des Form-Faktors ΔK sowie die Änderung der 
mittleren Schneidkantenverrundung Δ  nach der Zerspanung und nach der 
Komplementärzerspanung. Die Änderungen der Kennwerte beziehen sich auf die 
jeweilige Schneidkantengeometrie zu Beginn der Untersuchung. 
Die Ergebnisse zeigen für Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor 
K ≥ 1, dass nach der Zerspanung der Form-Faktor K sinkt, während die mittlere 
Schneidkantenverrundung steigt. Diese Änderung legt eine Erhöhung des 
Schneidkantensegments Sα nahe, was eine Folge von zerspanungsbedingtem 
Freiflächenverschleiß sein kann. Dieser steigt an, da bei Schneidkanten-
mikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 die Stagnationszone in Richtung 
Spanfläche verschoben ist. Daraus folgt, dass unmittelbar am Übergang von 
Schneidkante zur Freifläche Gleitgeschwindigkeiten maximal sind und 
Freiflächenverschleiß begünstigt wird. Nach der Komplementärzerspanung bildet sich 
die Schneidkantenmikrogeometrie in Teilen infolge von abrasivem und adhäsivem 
Verschleiß zurück, wodurch für Form-Faktoren K ≥ 1 keine signifkanten Änderungen 
der Schneidkantenasymmetrien resultieren. Nichtsdestotrotz kommt es infolge des 
Werkzeugverschleißes zu einer Erhöhung der durchschnittlichen 
Schneidkantenverrundung Δ .  
Zu großen Änderungen der Schneidkantenmikrogeometrie führt dagegen ein Form-
Faktor K = 0,2. Bereits nach der Zerspanung sind siginifikante Änderungen in der 
Schneidkantenmikrogeometrie als eine Folge der hohen thermo-mechanischen 
Lastkollektive und großen Kontaktlänge zu beobachten. Da die Stagnationszone bei 
dieser Schneidkantenmikrogeometrie sehr nahe am Übergang von Spanfläche zur 
Schneidkante ist, fließt ein Großteil des Werkstoffes an der Spanfläche ab, wodurch 
Kolkverschleiß begünstigt werden kann. Als Folge steigt der Form-Faktor K. Weiterhin 
kommt es zu signifikanten Änderungen der durchschnittlichen 
Schneidkantenverrundung Δ , da das Schneidkantensegment Sγ steigt und das 
Schneidkantensegment Sα weiterhin auf hohem Niveau ist. Diese Änderungen der 
Schneidkantenmikrogeometrie relativieren sich durch die Komplementärzerspanung in 
Teilen wieder infolge von adhäsivem Verschleiß. 
 




Abbildung 6-28: Änderung Schneidkantenmikrogeometrie nach der Zerspanung und 
Komplementärzerspanung von 42CrMo4, nach (Zanger, Gerstenmeyer & 
Weule 2017)  
 
6.3 Einfluss der Prozessstellgrößen auf die Randschichtzustände 
6.3.1 Topographie 
Die Komplementärzerspanung nimmt unmittelbar Einfluss auf die Topographie. Daher 
wird der Einfluss der mechanischen Oberflächenbehandlung auf die resultierenden 
Rauheitskennwerte Ra und Rz von Armco-Eisen und 42CrMo4 untersucht. Die Rau-
heitsmessung erfolgte in Bearbeitungsrichtung. Die gewählte Bearbeitungstiefe war 
konstant mit ap = 20 μm, die eingesetzte Schneidkantenmikrogeometrie hatte einen 
Form-Faktor K = 1. In einem zweiten Schritt wurde die Änderung der Topographie in-
nerhalb der Komplementärzerspanung von 42CrMo4, das heißt nach der Zerspanung 
und nach der mechanischen Oberflächenbehandlung, betrachtet. 
In Abbildung 6-29 sind die resultierenden Rauheitskennwerte Ra und Rz nach der me-
chanischen Oberflächenbehandlung in Abhängigkeit der Bearbeitungsgeschwindigkeit 
bei der mechanischen Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen gezeigt. Generell 
zeigt sich, dass die gemittelte Rautiefe Rz etwa um den Faktor 10 höher als der arith-
metische Mittelwert Ra ist. Bei einer Bearbeitungsgeschwindigkeit vst = 10 m/min wur-
den sehr hohe Rauheitskennwerte Ra und Rz gemessen. Hier zeigt sich der Adhäsions-
Effekt zwischen Werkstück und Werkzeug deutlich. Durch die Adhäsion kommt es vor-
nehmlich zu einem Haften statt zu einem Gleiten des Werkstoffs am Werkzeug, was zu 
hohen Rauheitskennwerten führt. Mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit sinken 
die Rauheitskennwerte signifikant, wobei für Bearbeitungsgeschwindigkeiten 
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50 ≤ vst ≤ 100 m/min die Rauheitswerte auf konstanten Niveau sind. Mit weiter steigen-
der Bearbeitungsgeschwindigkeit können die Rauheitswerte Ra und Rz weiter reduziert 
werden. 
Abbildung 6-30 zeigt die resultierenden Rauheitskennwerte Ra und Rz nach der me-
chanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4 in Abhängigkeit von der Bearbei-
tungsgeschwindigkeit. Wie bereits bei der Topographiemessung von Armco-Eisen sind 
die gemittelte Rautiefe Rz etwa um Faktor 10 höher als der arithmetische Mittelwert Ra. 
Dabei ist die Standardabweichung der resultierenden Rauheitskennwerte deutlich grö-
ßer als die Werte von Armco-Eisen. Die Ergebnisse zeigen keine signifikante Abhän-
gigkeit der Bearbeitungsgeschwindigkeit auf die resultierenden Rauheiten. Zwar wur-
den bei einer Bearbeitungsgeschwindigkeit von vst = 150 m/min höhere Rauheitskenn-
werte gemessen, diese gehen jedoch auch mit einer erhöhten Standardabweichung 
einher. Verglichen zu Messergebnissen nach der mechanischen Oberflächenbehand-
lung von Armco-Eisen, resultieren bei der Bearbeitung von 42CrMo4 mit niedrigen Be-
arbeitungsgeschwindigkeiten von vst = 10 m/min deutlich geringere Rauheiten. Bei Be-
arbeitungsgeschwindigkeiten von 50 ≤ vst ≤ 100 m/min sind die Rauheiten mit denen 
von Armco-Eisen vergleichbar. 
 
  
Abbildung 6-29: Resultierende Rauheit Ra (a) und Rz (b) bei Armco-Eisen;  
ap = 20 μm, K = 1, nach (Gerstenmeyer, Zanger & Schulze 2016) 
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Abbildung 6-30: Resultierende Rauheit Ra (a) und Rz (b) bei 42CrMo4;  
ap = 20 μm, K = 1 
 
Die signifikanten Unterschiede der resultierenden Rauheitswerte nach der mechani-
schen Oberflächenbehandlung bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten zeigen 
sich auch in mikroskopischen Aufnahmen. Abbildung 6-31 zeigt die resultierende To-
pographie nach der mechanischen Oberflächenbehandlung von 42CrMo4 und Armco-
Eisen. Während bei 42CrMo4 keinerlei Auffälligkeiten zu beobachten sind, resultiert bei 




Abbildung 6-31: Resultierende Topographie von 42CrMo4 (a) und Armco-Eisen (b) 
nach der mechanischen Oberflächenbehandlung; vst = 10 m/min, ap = 20 μm, K = 1 
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Neben der Betrachtung der Topographie nach der mechanischen Oberflächenbehand-
lung wurde auch die sich ändernde Topographie bei der Durchführung der Komplemen-
tärzerspanung analysiert. Abbildung 6-32 zeigt die resultierenden Rauheitskennwerte 
Ra und Rz nach der Komplementärzerspanung von 42CrMo4, d.h. nach der Zer-
spanung und nach der mechanischen Oberflächenbehandlung. Der Prozessschritt Zer-
spanung führt zu Rauheitskennwerten von Ra = 0,24 μm bzw. Rz = 1,75 μm. Durch die 
anschließende mechanische Oberflächenbehandlung können diese Rauheitskenn-
werte mit Ra = 0,14 μm und Rz = 0,8 μm deutlich gesenkt werden. Des Weiteren konnte 
die Standardabweichung der Messung signifikant reduziert werden. 
 
  
Abbildung 6-32: Resultierende Rauheit Ra (a) und Rz (b) nach der Zerspanung bzw. 
Komplementärzerspanung von 42CrMo4, h = 60 μm, ap = 20 μm, vc = vst = 100 m/min, 
nach (Gerstenmeyer, Zanger & Schulze 2016) 
 
6.3.2 Mikrohärte 
Die resultierende Mikrohärte ist neben der Topographie ein weiterer Bauteilzustand, 
der infolge einer mechanischen Oberflächenbehandlung beeinflusst werden kann. Aus 
diesem Grund wurde der Einfluss der mechanischen Oberflächenbehandlung von 
Armco-Eisen und 42CrMo4 auf die randschichtnahe Mikrohärte analysiert. Abbildung 
6-33 zeigt die resultierenden Mikrohärten HV 0,1 in Abhängigkeit der Prozessstellgrö-
ßen Bearbeitungsgeschwindigkeit und Bearbeitungstiefe für Armco-Eisen und 
42CrMo4. Es wurde eine symmetrische Schneidkantenmikrogeoemtrie mit einem 
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Für Armco-Eisen kann abhängig von der Bearbeitungsgeschwindigkeit und Bearbei-
tungstiefe Steigerungen der Mikrohärte erreicht werden. Bei einer geringen Bearbei-
tungsgeschwindigkeit vst = 20 m/min konnten für Bearbeitungstiefen ap = 10 und 25 μm 
Steigerungen der Mikrohärte auf bis zu 103 HV 0,1 gemessen werden, wohingegen für 
Bearbeitungstiefen von ap = 5 und 20 μm keine Änderungen der Mikrohärte beobachtet 
werden konnten. Mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit konnte die Mikrohärte für 
nahezu alle Parameterkonfigurationen auf bis zu 120 HV 0,1 mit einer Bearbeitungsge-
schwindigkeit von vst = 100 m/min gesteigert werden. Lediglich die Messungen bei ho-
hen Bearbeitungstiefen ap ≥ 20 μm folgen diesem Trend in Teilen nicht. 
Die Messungen der Mikrohärte nach der mechanischen Oberflächenbehandlung von 
42CrMo4 zeigen dagegen für alle Parameterkonfigurationen keine signifikanten Ände-
rungen, wobei bei geringer Bearbeitungsgeschwindigkeit und geringer Bearbeitungs-
tiefe sogar eine Abnahme der Härte auftreten kann. Lediglich mit der Bearbeitungsge-
schwindigkeiten vst = 100 m/min wurden mit steigender Bearbeitungstiefe tendenziell 
höhere Mikrohärten gemessen. Im Vergleich zu den Messergebnissen von Armco-Ei-




Abbildung 6-33: Resultierende Härte HV0,1 von Armco-Eisen (a) und 42CrMo4 (b); 
K = 1, nach (Gerstenmeyer, Zanger & Schulze 2016) 
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Die mikrostrukturellen Änderungen in der Randschicht infolge der mechanischen Ober-
flächenbehandlung von Armco-Eisen und 42CrMo4 mit unterschiedlichen Bearbei-
tungsgeschwindigkeiten und konstanter Bearbeitungstiefe ap = 20 μm sind in Abbildung 
6-34 und Abbildung 6-35 gezeigt. Die Asymmetrie der Schneidkante ist hier nicht Ge-
genstand der Betrachtung, weshalb Schneidkanten mit einem Form-Faktor K = 1 zur 
Erzeugung der Ergebnisse verwendet wurden. Die Aufnahmen wurden mittels der 
Focused-Ion-Beam (FIB) Methode aufgenommen.  
In Abbildung 6-34 sind die Mikrostrukturen in der Randschicht in Abhängigkeit der Be-
arbeitungsgeschwindigkeiten dargestellt. Mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit 
steigt die Dicke der mikrostrukturell beeinflussten Randschicht an. Dabei ist der Über-
gang zwischen feinkörnigem und dem Ausgangsgefüge diffus. Zwischen der feinkörni-
gen Randschicht und dem Grundgefüge bildet sich eine Übergangsschicht aus, in der 
die Körner entsprechend der Bearbeitungsrichtung lamellenartig gezogen werden. 
Die randschichtnahe Mikrostruktur von 42CrMo4 ist in Abbildung 6-35 dargestellt. Wie 
bereits für Armco-Eisen zeigt sich, dass mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit 
die Dicke der im Sinne einer Kornfeinung beeinflussten Randschichtzone ansteigt. 
Deutlich zu erkennen ist dabei der Übergang zwischen feinkörnigem und Ausgangsge-
füge.  
 
Abbildung 6-34: FIB-Schnitte von Armco-Eisen; vst = 20 (a), 60 (b), 100 (c) m/min, 
ap = 20 μm, K = 1 
 
Abbildung 6-35: FIB-Schnitte von 42CrMo4; vst = 20 (a), 60 (b), 100 (c) m/min, 
ap = 20 μm, K = 1 
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In Abbildung 6-36 sind die Dicken der mikrostrukturell beeinflussten Randschichten 
nach der mechanischen Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen und 42CrMo4 dar-
gestellt. Für eine geringe Bearbeitungsgeschwindigkeit von 20 m/min ist bei 42CrMo4 
eine dickere nanokristalline Randschicht zu erwarten als bei Armco-Eisen. Bei Armco-
Eisen ist demnach eher eine Verzerrung der Körner zu erwarten als eine Kornfeinung. 
Bei einer Bearbeitungsgeschwindigkeit von 60 m/min sind vergleichbare Dicken der na-
nokristallinen Randschicht zu erwarten. Bei weiter steigender Bearbeitungsgeschwin-
digkeit auf 100 m/min wurde ein gegensätzliches Verhalten gemessen. Bei dem Vergü-
tungsstahl 42CrMo4 wurde eine dünnere nanokristalline Randschicht gemessen als bei 
Armco-Eisen.  
Offensichtlich führt die mechanische Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen mit ho-
her Bearbeitungsgeschwindigkeit zu einer stärken Kornfeinung als von 42CrMo4, wäh-
rend bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten das Gegenteil der Fall ist. 
 
 
Abbildung 6-36: Dicke der nanokristallinen Randschicht sgr nach der mechanischen 
Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen und 42CrMo4, ap = 20 μm, K = 1 
Um ein Verständnis über die mikrostrukturellen Änderungen während der mechani-
schen Oberflächenbehandlung zu erlangen, wurde die Mikrostruktur im Bereich der 
Umformzone während der mechanischen Oberflächenbehandlung analysiert. Für diese 
Analyse eignete sich das duktile Armco-Eisen, da aufgrund der großen initialen Korn-
größe Kornfeinungen bereits durch metallographische Analysen sehr gut sichtbar ge-
macht werden können. Die oben dargestellten Ergebnisse zeigen, dass sich eine deut-
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sem Grund wurde eine hohe Bearbeitungsgeschwindigkeit von 150 m/min gewählt. Ab-
bildung 6-37 zeigt die Mikrostruktur von Armco-Eisen für unterschiedliche Bearbei-
tungstiefen.  
Nach der Zerspanung ist die rekristallisierte Randschicht etwa 10 μm dick. Diese 
Schichtdicke wird durch die anschließende mechanische Oberflächenbehandlung deut-
lich gesteigert. Bei Bearbeitungstiefen von 20 und 40 μm wurden vergleichbare rekris-
tallisierte Schichtdicken im Bereich von 40 bis 50 μm gemessen. Die beiden Schichten 
unterscheiden sich jedoch in der Stärke der Kornfeinung. Während mit einer Bearbei-
tungstiefe größer 20 μm eine sehr feine Kornstruktur zu erkennen ist, ist diese bei einer 
Bearbeitungstiefe von 20 μm augenscheinlich etwas gröber ausgeprägt (vgl. Abbildung 
6-37a und b). Mit steigender Bearbeitungstiefe ist auch eine steigende rekristallisierte 
Schichtdicke zu erwarten (vgl. Abbildung 6-37c).  
Die Analysen zeigen weiterhin, dass bei einer Bearbeitungstiefe ap > 20 μm eine sehr 
unregelmäßige Oberfläche nach der mechanischen Oberflächenbehandlung zu erwar-
ten ist. Diese zeichnet sich durch ein unterschiedliches Höhenprofil aber auch Ein-
schlüsse aus (vgl. Abbildung 6-37b und c). 
Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung erfolgt in der Umformzone eine hohe 
plastische Verformung. Diese führt unmittelbar zu einem dem Werkzeug vorlaufenden 
Materialaufwurf in der Umformzone. Hervorzuheben ist, dass eine Bearbeitungstiefe 
nicht mit der Reduzierung der Bauteilhöhe korreliert. Bei einer vergleichsweise gerin-
gen Bearbeitungstiefe von 20 μm reduziert sich die Bauteilhöhe um 15 μm. Mit steigen-
der Bearbeitungstiefe steigt diese Reduzierung der Bauteilhöhe jedoch nicht in gleicher 
Weise. Bei einer Bearbeitungstiefe von 40 μm reduziert sich die Bauteilhöhe nur um 
29 μm, bei 60 μm sogar nur um 35 μm. Diese Differenz ist damit zu erklären, dass mit 
steigender Bearbeitungstiefe die Verdrängung des Werkstoffs nicht nur in, sondern zu-
nehmend auch quer zur Bearbeitungsrichtung stattfindet. Somit wird ein Werkstofffluss 
in alle drei Dimensionen begünstigt. Eine detaillierte Betrachtung der Umformzone fin-
det im Folgenden statt. 
In Abbildung 6-38 ist in Abhängigkeit der Bearbeitungstiefe während der mechanischen 
Oberflächenbehandlung von Armco-Eisen die Umformzone vergrößert dargestellt. Bei 
einer Bearbeitungstiefe von 20 μm zeigt sich eine geringer ausgeprägte Kornfeinung 
als bei größeren Bearbeitungstiefen.  
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Die Umformzonen zeichnen sich unabhängig der Bearbeitungstiefe Aufwürfe und Ein-
schlüsse aus. Diese folgen aus dem vorlaufenden Materialaufwurf, da der Werkstoff 
nicht unter der Schneidkante fließt, sondern teilweise auch an der Schneidkante haftet. 
Dadurch kann es zu Umwälzungen bzw. Überwerfungen kommen, die letztlich in der 
Bildung von Fehlstellen, wie Einschlüssen, resultieren.  
 
Abbildung 6-37: Metallographische Randschichtanalyse bei der mechanischen Ober-
flächenbehandlung von Armco-Eisen 
Die mikrostrukturellen Änderungen der Umformzone können ebenfalls mit den in Kapi-
tel 6.2.1 eingeführten Bereichen korreliert werden. Diese Bereiche beschreiben ortsab-
hängig den Einfluss der plastischen Verformung auf die wirkenden Dehnraten (vgl. Ab-
bildung 6-38d). Am höchsten Punkt des Materialaufwurfs treten in der FE-Simulation 
die höchsten Dehnraten in den Bereichen 4 und 5 auf. In diesem Bereich ist auch in 
den metallographischen Schliffbildern ein Ausgangsort des Werkstoffflusses zu erken-
nen. Dieser führt zu einer mikrostrukturellen Änderung; die Korngröße sinkt. Mit stei-
gendem Abstand zur Oberfläche ist diese Abnahme der Korngröße nicht mehr so stark 
ausgeprägt. Übertragen auf die eingeführte Klassifizierung ist das mit den Bereichen 2 
und 3 gleichzusetzen. Es tritt eine geringere Kornfeinung auf, wenn die Dehnrate sinkt. 
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Unmittelbar an der Spanfläche ist eine deutliche Kornfeinung zu erkennen, obwohl in 
der Simulation nur leicht erhöhte Dehnraten wirken (Bereich 2). Jedoch hat dieser Be-
reich im Vorfeld die hohen Dehnraten aus Bereich 4 und 5 bereits erfahren. Die akku-
mulierte plastische Verformung in der Umformzone, d.h. die Bereiche an den Übergän-
gen zur zerspanten und mechanisch behandelten Oberfläche sowie der Bereich an der 
Spanfläche, sowie das Umwälzen des Werkstoffs führen jedoch letztendlich zu einer 
hohen Kornfeinung. 
 
Abbildung 6-38: Analyse der Umformzone bei der mechanischen Oberflächenbehand-
lung von Armco-Eisen 
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Um den Einfluss der Werkzeugmikrogeometrie auf die resultierende Mikrostruktur zu 
untersuchen, erfolgte eine Randschichtanalyse mittels der FIB-Analyse nach der Zer-
spanung und der Komplementärzerspanung von 42CrMo4 mit unterschiedlichen Form-
Faktoren K. Die übrigen Prozessstellgrößen (Schnitt- und Bearbeitungsgeschwindigkeit 
vc und vst bzw. Bearbeitungstiefe ap) wurden konstant gehalten.  
In Abbildung 6-39a ist die Dicke der nanokristallinen Randschicht sgr nach der Zer-
spanung und Komplementärzerspanung von 42CrMo4 in Abhängigkeit der Schneid-
kantenmikrogeometrie dargestellt. Es zeigt sich, dass unter Verwendung einer 
Schneidkante mit einem Form-Faktor K < 1 bereits nach der Zerspanung eine hohe 
nanokristalline Randschicht erzeugt wird. Diese steigt infolge der mechanischen Ober-
flächenbehandlung nur noch leicht an (vgl. Abbildung 6-39b). Mit steigendem Form-
Faktor K ≥ 1 ist dagegen nach der Zerspanung eine vergleichsweise geringe nanokris-
talline Randschicht zu erwarten. Dafür kann bei der Komplementärzerspanung infolge 
der mechanischen Oberflächenbehandlung eine deutliche Steigerung der nanokristalli-
nen Randschicht erzeugt werden. Die Ergebnisse zeigen, das mit einem Form-Faktor 
K > 1 die größte nanokristalline Randschicht bzw. die größte Änderung zwischen der 
Zerspanung und mechanischer Oberflächenbehandlung erreicht werden kann.  
 
         
Abbildung 6-39: Dicke der nanokristallinen Randschicht sgr (a) sowie Änderung der 
NC-Randschicht Δsgr (b) von 42CrMo4 nach der Zerspanung und Komplementärzer-
spanung; vc = vst = 100 m/min, ap = 20 μm, (Zanger, Gerstenmeyer & Weule 2017) 
 





























Der Eigenspannungszustand ist ein weiterer Bauteilzustand, der infolge einer mecha-
nischen Oberflächenbehandlung beeinflusst wird. Aufgrund des grobkörnigen Gefüges 
von Armco-Eisen und der damit einhergehenden Messunsicherheiten wurde auf Eigen-
spannungsmessungen an Armco-Eisen verzichtet und der Fokus auf den technisch re-
levanten Vergütungsstahl 42CrMo4 gelegt. Dabei wurden nach der Zerspanung und 
der anschließenden mechanischen Oberflächenbehandlung die Eigenspannungen an 
der Oberfläche in axialer Richtung gemessen. Weiterhin ausgewertet wurde die Integ-
ralbreite, ein Maß für die Verfestigung, an der Oberfläche. Die Zerspanung erfolgte mit 
einer Schnittgeschwindigkeit vc = 100 m/min und Schnitttiefe h = 100 μm. Beim Pro-
zessschritt mechanische Oberflächenbehandlung wurde die Bearbeitungsgeschwindig-
keit bei konstanter Bearbeitungstiefe ap = 20 μm variiert. Für die Untersuchungen wur-
den symmetrische Schneidkanten mit einem Form-Faktor K = 1 gewählt. 
Die Eigenspannungsmessungen (vgl. Abbildung 6-40) haben für den Vergütungsstahl 
42CrMo4 ergeben, dass durch die Zerspanung zunächst Zugeigenspannungen bis 
600 MPa entstehen. Diese Zugeigenspannungen können durch den nachfolgenden 
Prozessschritt der mechanischen Oberflächenbehandlung in Abhängigkeit der Bearbei-
tungsgeschwindigkeit reduziert werden. Diese wandeln sich aufgrund der Materialver-
drängung in allen drei Raumrichtungen, insbesondere quer zur Bearbeitungsrichtung, 
nicht in Druckeigenspannungen um. So werden mit einer Bearbeitungsgeschwindigkeit 
vst = 20 m/min die Zugeigenspannungen auf 200 MPa reduziert, während der Effekt der 
Reduzierung von Zugeigenspannungen mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit 
nicht mehr zu beobachten ist. Für hohe Bearbeitungsgeschwindigkeiten 
vst = 100 m/min wurde eine nochmalige Steigerung der Zugeigenspannungen an der 
Oberfläche gemessen. Die Messungen zeichnen sich durch geringe Standardabwei-
chungen aus.  
Neben der Eigenspannung wurde die Integralbreite an der Oberfläche ausgewertet. Die 
Integralbreite steigt durch die mechanische Oberflächenbehandlung bis zu einer Bear-
beitungsgeschwindigkeit von vst = 60 m/min. Diese Steigerung ist dagegen bei einer 








Abbildung 6-40: Resultierende Oberflächeneigenspannung (a) und Integralbreiten (b) 
nach der Zerspanung und Komplementärzerspanung von 42CrMo4; vc = 100 m/min, 
h = 100 μm, ap = 20 μm, K = 1 
 
6.4 Diskussion 
Bei den durchgeführten Untersuchungen der mechanischen Oberflächenbehandlung 
von dem duktilen Modellwerkstoff Armco-Eisen und dem Vergütungsstahl 42CrMo4 im 
orthogonalen Schnitt wurde der Einfluss von Prozessstellgrößen auf die Prozesskenn-
größen und die dadurch beeinflussten Bauteilzustände in einem definierten Parameter-
fenster untersucht. Da der Werkzeugverschleiß als Störgröße unmittelbar Einfluss auf 
die Prozesskenngrößen und damit auf die Bauteilzustände nimmt, wurde die thermo-
mechanische Werkzeugbelastung detailliert betrachtet und daraus eine Verschleißrate 
abgeleitet. 
Analyse der Prozesskräfte 
Aus der Analyse der Zusammenhänge von Bearbeitungsgeschwindigkeit, Bearbei-
tungstiefe und Werkzeugorientierung zu den resultierenden Prozesskräften in Kapitel 
6.1.1 kann abgeleitet werden, dass die Prozessstellgrößen zwar einen Einfluss auf die 
betragsmäßigen Prozesskräfte haben, dieser jedoch nicht so stark ausgeprägt ist, wie 
es zunächst zu vermuten gewesen wäre. Stattdessen beeinflusst der zu bearbeitende 
Werkstoff wesentlich die resultierenden Prozesskräfte.  
Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 resultieren entsprechend den Er-
wartungen höhere Passivkräfte als Bearbeitungskräfte. Bei der Bearbeitung von 
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von dieser Steigerung nicht betroffen und vergleichbar mit den Bearbeitungskräften 
sind. Die wirkende Werkstück-Werkzeug-Adhäsion führt bei Armco-Eisen offensichtlich 
zu einem Absinken der Relativgeschwindigkeiten an der Schneidkante. Dadurch wird 
der Werkstoff am Gleiten entlang des Werkzeugs gehindert. Das hat eine höhere Rei-
bung und letztlich steigende Prozesskräfte zur Folge. Dieser Effekt konnte bei allen 
Einflussanalysen der Prozessstellgrößen auf die Prozesskräfte beobachtet werden. Ne-
ben den Erkenntnissen bzgl. der Werkstück-Werkzeug-Interaktion folgt aus den Unter-
suchungen zur Bearbeitungstiefe, dass eine zunehmende Bearbeitungstiefe zu einer 
steigenden Werkzeugverdrängung in allen drei Dimensionen führt. Daraus resultieren 
bei zunehmenden Bearbeitungstiefen nur moderat steigende Prozesskräfte. 
Der werkzeugseitige Einfluss auf die Prozesskräfte, d.h. der Einsatz von Schneidkanten 
mit asymmetrischer Mikrogeometrie, konnte durch die experimentellen Untersuchun-
gen gezeigt werden.  
Die Prozesskräfte sind bei Armco-Eisen nahezu unabhängig der Schneidkantenmikro-
geometrie. Während bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten sehr geringe Pro-
zesskräfte wirken, steigen diese mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit zunächst 
auf ein Maximum vst = 50 m/min an, sinken jedoch tendenziell mit weiter steigender Be-
arbeitungsgeschwindigkeit wieder ab. Mittels simulativer Analysen konnte gezeigt wer-
den, dass eine steigende Bearbeitungsgeschwindigkeit unabhängig der Schneidkan-
tenmikrogeometrie zu steigenden Prozesstemperaturen führt. Wie bereits in (Zanger & 
Gerstenmeyer 2014) beobachtet, können hohe Prozesstemperaturen zu einer Entfes-
tigung und damit zu sinken Prozesskräften führen. Dass die Prozesskräfte jedoch zu-
nächst ansteigen, obwohl mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit eine höhere 
Entfestigung zu erwarten gewesen wäre, liegt an der Verfestigung infolge einer plasti-
schen Verformung mit hoher Dehnrate. Es folgt, dass bei moderaten Bearbeitungsge-
schwindigkeiten die Verfestigung infolge der plastischen Verformung verantwortlich für 
hohe Prozesskräfte ist. Der Temperatureinfluss und die damit einhergehende Entfesti-
gung spielt erst bei höheren Bearbeitungsgeschwindigkeiten eine Rolle.  
Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 ist dagegen der Einfluss der 
Schneidkantenmikrogeometrie insbesondere bei den Passivkräften nicht zu vernach-
lässigen. Bei symmetrischen Schneidkantenmikrogeometrien kommt es zur o.g. Über-
lagerung von Verfestigung infolge hoher Dehnraten und Entfestigung infolge hoher 
Temperaturen. So können bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten lokal hohe 
Passivkräfte mit hohen Dehnraten und geringen Prozesstemperaturen erklärt werden. 
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Bei steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit sinken die Passivkräfte infolge der stei-
genden Temperatur. Dieses gilt offensichtlich nicht für asymmetrische Schneidkanten-
mikrogeometrien. Bei Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K < 1 
führt geometriebedingt eine größere Kontaktfläche von Werkzeug zu Werkstück im Be-
reich der Schneidkante zu hohen Prozesskräften. Schneidkantenmikrogeometrien mit 
einem Form-Faktor K > 1 stehen dagegen nur mit der Freifläche in Kontakt mit dem 
Werkstück. Es folgt eine große Scherung des Werkstoffs. Dies kann zu höheren Pro-
zesskräften führen. 
Des Weiteren zeigt die Simulation, dass eine geringe Bearbeitungsgeschwindigkeit un-
ter Verwendung einer symmetrischen Schneidkante trotzdem zu einer vergleichsweise 
hohen Dehnrate führt. Weiterhin sind Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-
Faktor K ≥ 1 vorteilhaft, um über ein großes Parameterfeld das Werkstoffvolumen mit 
einer hohen Dehnrate zu beanspruchen. 
Analyse des thermo-mechanischen Lastkollektivs auf das Werkzeug 
Es ist anzumerken, dass hohe Prozesskräfte den Werkstoff stark beanspruchen, was 
zu einer gezielten Beeinflussung der Randschichtzustände genutzt werden kann. Aller-
dings beanspruchen hohe Prozesskräfte auch das Werkzeug mechanisch, was unmit-
telbar zu Werkzeugverschleiß führen kann. 
Die simulationsgestützte Analyse der wirkenden thermo-mechanischen Lastkollektive 
auf unterschiedliche Schneidkantenmikrogeometrien sowie die geometrische Betrach-
tung der Eingriffsverhältnisse bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 hat 
ergeben, dass die Asymmetrie neben den Prozesskenngrößen Prozesskraft, -tempe-
ratur und Dehnrate das wirkende thermo-mechanische Lastkollektiv an der Schneid-
kante beeinflusst.  
Bei der Zerspanung werden an Schneidkanten mit einem Form-Faktor K < 1 die Span-
fläche sowie große Bereich der Schneidkante thermischen und mechanischen Lasten 
ausgesetzt. Geometriebedingt wird bei der mechanischen Oberflächenbehandlung die 
Schneidkante erneut thermo-mechanisch beansprucht, wodurch nur noch geringe Be-
reiche der Freifläche im Bauteilkontakt sind. Somit können an der Schneidkante bei der 
Komplementärzerspanung mehrfache thermo-mechanische Belastungen auftreten. Es 
folgt, dass bei der mechanischen Oberflächenbehandlung Verschleiß an einer 
verrundeten Schneidkante mit einem Form-Faktor K < 1 begünstigt wird. Dies kann 
auch mit den durchgeführten Schneidkantenpräparationen erklärt werden, da bei der 
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Einstellung definierter Schneidkantenmikrogeometrien prozessbedingt die initiale To-
pographie der Schneidkante beeinflusst wird und insb. durch eine Bürstbearbeitung die 
Riefenbildung an der Schneidkante nicht ausgeschlossen werden kann (Tikal, 
Bienemann & Heckmann 2009). Dadurch kann die Schneidkantenstabilität sinken bzw. 
eine erhöhte Reibung und höhere thermo-mechanische Lasten folgen. Es resultiert er-
höhter Werkzeugverschleiß an der Schneidkante. 
Bei Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 kann dagegen eine 
Trennung der Funktionen realisiert werden. Im Fall der Zerspanung werden die Span-
fläche und die Schneidkante thermo-mechanisch beansprucht, während bei der me-
chanischen Oberflächenbehandlung die Belastung vornehmlich an der unbearbeiteten 
Freifläche wirkt. Diese wird außerdem durch die vorgenommenen Schneidkantenprä-
parationen nicht beeinflusst, wodurch diese wesentlich widerstandsfähiger gegen ein-
setzendem Werkzeugverschleiß ist. 
Diese aus der Simulation und der geometrischen Betrachtung gewonnenen Zusam-
menhänge konnten in experimentellen Untersuchungen belegt werden, indem Schneid-
kantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 zu geringeren Änderungen der 
Mikrogeometrie geführt haben als Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-
Faktor K < 1. Diese Änderungen sind bei der Zerspanung auf eine Verschiebung der 
Stagnationszone für unterschiedliche Schneidkantenmikrogeometrien zurückzuführen. 
Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung ist eine Betrachtung der Stagnations-
zone dagegen nicht zielführend, da es prozessbedingt zu keiner Spanbildung kommt 
und damit die Bildung einer Stagnationszone ausbleibt. Vielmehr wirken bei der me-
chanischen Oberflächenbehandlung abrasive und adhäsive Verschleißmechanismen, 
wodurch sich Änderungen der Schneidkantenmikrogeometrie ergeben. 
Analyse der Randschichtzustände 
Durch die werkstoffseitigen Untersuchungen wurden die resultierenden Bauteilzu-
stände Topographie, Mikrohärte, Mikrostruktur und Eigenspannung nach der mechani-
schen Oberflächenbehandlung bzw. nach der Komplementärzerspanung analysiert.  
Rauheit 
Die mechanische Oberflächenbehandlung des duktilen Werkstoffs Armco-Eisen führt 
insbesondere bei geringen Bearbeitungsgeschwindigkeiten zu sehr hohen Rauheits-
kennwerten. Dies hängt mit dem Effekt der Werkstück-Werkzeug-Adhäsion zusammen, 
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der bereits bei der Analyse der Prozesskräfte beobachtet werden konnte. Bei der me-
chanischen Oberflächenbehandlung des Vergütungsstahls 42CrMo4 konnte kein ein-
deutiger Einfluss der Bearbeitungsgeschwindigkeit auf die resultierenden Rauheits-
kennwerte nachgewiesen werden. Trotzdem konnte gezeigt werden, dass mit der me-
chanischen Oberflächenbehandlung eine durch die Zerspanung induzierte hohe Rau-
heit signifikant gesenkt werden kann. 
Mikrohärte 
Die metallographischen Analysen zur Mikrohärte haben gezeigt, dass die Mikrohärte 
zwar beeinflusst werden kann, dieser Einfluss aber stark werkstoffabhängig ist. Durch 
die gewählten Prozessstellgrößen ist fallweise eine Ver- aber auch Entfestigung des 
Werkstoffs möglich. Grundsätzlich neigt Armco-Eisen durch die mechanische Oberflä-
chenbehandlung eher zu einer Steigerung der Mikrohärte als 42CrMo4. Weiterhin müs-
sen die Ergebnisse der Mikrohärte dahingehend eingeordnet werden, dass mit dem 
gewählte Prüfverfahren HV0,1 ein vergleichsweises grobes Messverfahren gewählt 
wurde. Dieses ist besonders bei randschichtnahen Analysen limitiert, wenn sich dort 
lediglich mikrostrukturelle Änderung ergeben. Nichtsdestotrotz sind mit den gewonne-
nen Ergebnissen tendenzielle Erkenntnisse abzuleiten. 
Mikrostruktur 
Mit den mikrostrukturellen FIB-Analysen konnte der Einfluss der Bearbeitungsge-
schwindigkeit und der Werkzeuggeometrie nachgewiesen werden. So führen die in der 
Simulation beobachteten steigenden Dehnraten und Temperaturen bei steigender Be-
arbeitungsgeschwindigkeit zu Rekristallisation und damit zu einer Kornfeinung im Na-
nometerbereich in der Randschicht. Die Dicke der Randschicht steigt sowohl für den 
duktilen Werkstoff Armco-Eisen als auch für den Vergütungsstahl 42CrMo4 mit steigen-
der Bearbeitungsgeschwindigkeit. Dabei ist bei Armco-Eisen eine deutlichere Steige-
rung der nanokristallinen Randschicht mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit be-
obachtet worden, als bei 42CrMo4.  
Bereits der Prozessschritt Zerspanung führt unter Verwendung unterschiedlicher 
Schneidkantenmikrogeometrien zu unterschiedlichen nanokristallinen Randschichten. 
Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K < 1 führen zu einer dickeren 
nanokristallinen Randschicht als mit einem Form-Faktor K > 1. Diese Erkenntnisse de-
cken sich mit denen aus dem Stand der Forschung (Segebade, Zanger & Schulze 
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2016). Dabei wurden bei der Zerspanung von 42CrMo4 ebenfalls die dicksten nano-
kristallinen Randschichten bei Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor 
K < 1 beobachtet. Dies hängt nicht zuletzt mit höheren Prozesstemperaturen zusam-
men, die bei diesen Schneidkantenmikrogeometrien unmittelbar an der Schneidkante 
vorherrschen. Durch die mechanische Oberflächenbehandlung kann die Dicke der na-
nokristallinen Randschicht für alle Schneidkantenmikrogeometrien gesteigert werden. 
Durch eine plastische Verformung innerhalb der Umformzone, die mit einem Material-
aufwurf des Werkstoffs einhergeht, resultiert letztlich eine Kornfeinung. Diese Steige-
rung der Dicke einer nanokristallinen Randschicht ist mit einer Schneidkantenmikroge-
ometrie, definiert durch den Form-Faktor K = 2, am größten. Dies ist der Tatsache ge-
schuldet, dass, wie bereits in der FEM-Simulation beobachtet, Schneidkantenmikroge-
ometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 zum einen eine hohe Tiefenwirkung von hohen 
Dehnraten in der Randschicht zur Folge haben. Zum anderen wird bei diesen Schneid-
kantenmikrogeometrien der Werkstoff lokal stark in Bearbeitungsrichtung beansprucht. 
D.h. die Randschicht erfährt eine Scherung. Dieses Lastkollektiv aus wirkender Dehn-
rate und Scherung hat eine Kornfeinung bei der mechanischen Oberflächenbehandlung 
zur Folge. Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K < 1 beanspruchen 
dagegen die Randschicht hinsichtlich der Scherung weitaus geringer; der Werkstoff 
wird durch die Schneidkante eher in alle drei Dimensionen gedrückt.  
Eigenspannungen 
Basierend auf den röntgenographischen Analysen wird der Zusammenhang zwischen 
plastischen Verformung und der resultierenden Materialverdrängung an der Oberfläche 
von 42CrMo4 deutlich. Im orthogonalen Schnitt wird bei der mechanischen Oberflä-
chenbehandlung die Randzone in alle drei Raumrichtungen plastisch verdrängt. Durch 
die dabei fehlende „Abstützung“ durch umliegenden Werkstoff erfolgt keine signifikante 
Beeinflussung des Eigenspannungszustandes. Aus diesem Grund wurde keine Um-
wandlung von Zug- in Druckeigenspannungen beobachtet. Trotzdem können Zugei-
genspannungen, die aus dem Zerspanungsprozess resultieren, durch die mechanische 
Oberflächenbehandlung mit niedrigen Bearbeitungsgeschwindigkeiten reduziert wer-
den. Die plastische Verformung und gleichzeitig sehr geringen Temperaturen führen 
weiterhin zu einer Steigerung der Integralbreite. Dabei wirkt der Mechanismus der Kalt-
verfestigung, der die Materialverdrängung quer zur Bearbeitungsrichtung hemmen und 
so der weiteren Steigerung von Zugeigenspannungen entgegenwirken kann. Bei hohen 
Bearbeitungsgeschwindigkeiten ist keine Änderung der Integralbreite und sogar eine 
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Zunahme der Zugeigenspannung Ergebnis der mechanischen Oberflächenbehand-
lung, da der Werkstoff nahezu ungehindert verdrängt werden kann. 
In diesem Kontext kann der Einfluss der Temperatur auf den Eigenspannungszustand 
als moderat eingestuft werden. Die im Rahmen der FEM-Simulation beobachteten stei-
genden maximalen Temperaturen mit steigender Bearbeitungsgeschwindigkeit be-
günstigen zwar die Bildung von Zugeigenspannungen. Das Niveau der Temperaturen 
ist im Allgemeinen verglichen zu einem Zerspanungsprozess als gering einzustufen. 
 
Fazit 
Aus den vorangegangenen Untersuchungen der mechanischen Oberflächenbehand-
lung im orthogonalen Schnitt können für die Übertragung der Prozessstrategie Komple-
mentärzerspanung auf einen technisch relevanten Prozess, wie dem Außenlängsdre-
hen, Handlungsempfehlungen abgeleitet werden. Dabei ist Prämisse, dass lebensdau-
eroptimale Bauteilzustände eingestellt werden sollen. Diese sind entsprechend dem 
Stand der Forschung und Technik neben geringen Rauheitskennwerten, einer hohen 
Verfestigung, nanokristallinen Mikrostruktur und Druckeigenspannungen in der Rand-
schicht. Eine weitere Randbedingung ist die Vermeidung bzw. Reduzierung des Werk-
zeugverschleißes. 
 Werkzeug. Werkzeugseitig sind Schneidkantenmikrogeometrien mit einem 
Form-Faktor K ≥ 1 anzustreben. Damit kann zum einen an der Schneidkante eine 
Trennung der Funktionen bei der Zerspanung und anschließender mechanischer 
Oberflächenbehandlung gewährleistet werden. Dies reduziert das thermo-me-
chanische Lastkollektiv und den damit einhergehenden Werkzeugverschleiß. 
Zum anderen sind mit Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor 
K ≥ 1 die höchsten mikrostrukturellen Änderungen erreichbar. D.h. die Dicke der 
nanokristallinen Randschicht kann dadurch gesteigert werden. Die Bearbeitungs-
tiefe beeinflusst die Eingriffsverhältnisse und damit den thermo-mechanisch be-
lasteten Bereich an der Schneidkante unmittelbar. Hohe Bearbeitungstiefen sind 
somit hinsichtlich dem dann entstehenden Werkzeugverschleiß zu vermeiden. 
 Armco-Eisen. Bei der Bearbeitung des duktilen Werkstoffs Armco-Eisen sind 
hohe Bearbeitungsgeschwindigkeiten zu wählen, da Adhäsions-Effekte zwischen 
Werkstück und Werkzeug zu hohen Rauheitskennwerten führen. Allerdings ha-
ben hohe Bearbeitungsgeschwindigkeiten hohe Prozesstemperaturen zur Folge, 
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die zwar eine starke Kornfeinung in der Randschicht ermöglichen, jedoch unter 
Umständen eine Entfestigung des Werkstoffs nach sich ziehen können. Je nach 
geforderten Bauteilzuständen folgt ein Zielkonflikt, der ein Abwägen hinsichtlich 
der geforderten Bauteilzustände notwendig macht. 
 42CrMo4. Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 spielt die Bear-
beitungsgeschwindigkeit hinsichtlich der Rauheitskennwerte und der Verfesti-
gung eine untergeordnete Rolle. Nichtsdestotrotz kann mit hoher Bearbeitungs-
geschwindigkeit eine Kornfeinung begünstigt werden, die allerdings aufgrund der 
Materialverdrängung quer zur Bearbeitungsrichtung zur Steigerung bzw. Bildung 
von Zugeigenspannungen führen kann. 
 Prozessstellgrößen. Hohe Bearbeitungsgeschwindigkeiten führen zu verkürz-
ten Prozesszeiten, jedoch werkstoffunabhängig zu höheren Dehnraten und Pro-
zesstemperaturen. Diese können die geforderten Bauteilzustände Kornfeinung 
und Eigenspannungszustand im positiven wie im negativen Sinne ändern. Die 
Bearbeitungstiefe und Werkzeugorientierung definieren die Eingriffsverhältnisse 
und dadurch auch die thermo-mechanische Werkzeugbelastung. Diese wird 
ebenfalls durch die Schneidkantenmikrogeometrie beeinflusst.  
Im Sinne einer geringen thermo-mechanischen Werkzeugbelastung ist eine ge-
ringe Bearbeitungsgeschwindigkeit, eine moderate Bearbeitungstiefe und eine 
Schneidkantenmikrogeometrie mit einem Form-Faktor K ≥ 1 anzustreben.  
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7 Ergebnisse beim Außenlängsdrehen 
Die Prozessstrategie Komplementärzerspanung wird auf den technisch relevanten Pro-
zess Außenlängsdrehen übertragen. Hierfür werden für das Außenlängsdrehen geeig-
nete Prozessstellgrößen auf Basis der Erkenntnisse aus den experimentellen und si-
mulativen Untersuchungen im orthogonalen Schnitt und den daraus abgeleiteten Hand-
lungsempfehlungen definiert. Damit einhergehend erfolgt eine Analyse des dabei ent-
stehenden Werkzeugverschleißes. In einem zweiten Schritt werden rotationssymmetri-
sche Schwingfestigkeitsproben aus dem Vergütungsstahl 42CrMo4, die mit der Kom-
plementärzerspanung bearbeitet werden, hinsichtlich der resultierenden Bauteilzu-
stände analysiert. Abschließend werden die gefertigten Proben einer Schwingfestig-
keitsuntersuchung unterzogen. 
 
7.1 Komplementärzerspanung beim Außenlängsdrehen 
Abbildung 7-1 zeigt schematisch die Eingriffsverhältnisse der Komplementärzer-
spanung beim Außenlängsdrehen. Dabei erfolgt der Prozessschritt Zerspanung mit 
dem Vorschub fc und einer Zustellung ap,c. Die Drehzahl nc ist so gewählt, dass die 
gewünschte Schnittgeschwindigkeit vc resultiert. Die mechanische Oberflächenbehand-
lung erfolgt in entgegengesetzter Richtung zur Zerspanung mit dem Vorschub fst und 
der Zustellung ap,st. Die Drehzahl nst dreht dabei zusätzlich in entgegengesetzter Rich-
tung zur Zerspanung. 
 
 
Abbildung 7-1: Schematische Darstellung der Eingriffsverhältnisse bei der 
Komplementärzerspanung beim Außenlängsdrehen, (Gerstenmeyer, Zanger & 
Schulze 2018) 
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Die Handlungsempfehlungen, basierend auf den Ergebnissen aus dem orthogonalen 
Schnitt in Kapitel 6, legen nahe, dass beim Außenlängsdrehen zur Durchführung der 
mechanischen Oberflächenbehandlung des Vergütungsstahls 42CrMo4 eine Schneid-
kantenmikrogeometrie mit einem Form-Faktor KSoll > 1 verwendet werden sollte. Somit 
sind die sich im Eingriff befindlichen Bereiche der Schneidkante bei der Zerspanung 
und mechanischen Oberflächenbehandlung getrennt. Für die Untersuchungen im Au-
ßenlängsdrehen kamen dieselben unbeschichteten Wendeschneidplatten aus den Un-
tersuchungen des orthogonalen Schnitts zum Einsatz, um für die Übertragung der werk-
zeugseitigen Erkenntnisse aus Kapitel 6 die Schneidkantenmikrogeometrie einstellen 
zu können. Trotz der recht einfachen Schneidkantengeometrie, ist die genaue Einstel-
lung einer Asymmetrie an der Schneidecke herausfordernd. Daher sind entlang der 
Schneidecke teils große Standardabweichungen der Asymmetrie aufgetreten. 
Maschinenseitige Prozessstellgrößen waren eine geringe Bearbeitungsgeschwindig-
keit vst = 10 m/min und Zustellung ap,st = 10 μm. Vorversuche haben weiterhin ergeben, 
dass ein optimales Verhältnis des Vorschubs bei der Zerspanung zum Vorschub bei 
der mechanischen Oberflächenbehandlung bei fc/fst = 3/1 liegt. Optimierungsgröße war 
dabei die Erreichung einer minimalen Rauheit nach der Komplementärzerspanung. 
Weiterhin hat sich eine Nassbearbeitung als vorteilhaft erwiesen. Eine vollständige 
Übersicht der Prozessstellgrößen zur Durchführung der Komplementärzerspanung 
beim Außenlängsdrehen ist in Tabelle 13 gegeben. Die gewählte Probengeometrie ist 
zur Untersuchung der Schwingfestigkeit geeignet und Kapitel 4.2 zu entnehmen. 
 
Tabelle 13: Übersicht der Prozessstellgrößen beim Außenlängsdrehen 
  Zerspanung Mech. Oberflächenbehandlung 
vc [m/min] 100 - 
vst [m/min] - 10 
fc [mm/U] 0,15 - 
fst [mm/U] - 0,05 
ap,c [μm] 120 - 
ap,st [μm] - 10 
γ [°] -7 -83 
κs [°] 6 6 
KSoll [-] 1,5 
Kühlmedium Emulsion 
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Da für die Untersuchung der Komplementärzerspanung beim Außenlängsdrehen un-
beschichtete Wendeschneidplatten zum Einsatz kamen, war trotz des Einsatzes asym-
metrischer Schneidkanten mit Werkzeugverschleiß zu rechnen. In Abbildung 7-2 ist der 
Verlauf des Form-Faktors K und der mittleren Schneidkantenverrundung  über den 
Schnittweg lc aufgetragen. Die Mittelwerte der Form-Faktoren und mittleren Schneid-
kantenverrundungen vor Einsatz der Wendeschneidplatten sind als graue Fläche dar-
gestellt. Der Schnittweg beinhaltet sowohl die Zerspanung als auch die mechanische 
Oberflächenbehandlung.  
Ausgehend von einer asymmetrischen Schneidkantenmikrogeometrie mit einem Form-
Faktor KSoll > 1 steigt der Form-Faktor mit steigendem Schnittweg grundsätzlich an (vgl. 
Abbildung 7-2a). Dabei ist anzumerken, dass wegen der hohen Standardabweichung 
die Änderung der Schneidkantenmikrogeometrie nur in Tendenzen zu beschreiben ist. 
Zu Beginn der Bearbeitung, d.h. bis etwa 30 m Schnittweg, sinkt der Form-Faktor zu-
nächst leicht. Daraus ist abzuleiten, dass zunächst Werkzeugverschleiß an der Freiflä-
che auftritt. Infolge des fortschreitenden Werkzeugverschleißes steigt der Form-Faktor; 
die Asymmetrie der Wendeschneidplatte steigt. Die mittlere Schneidkantenverrundung 
ist für den betrachteten Schnittweg auf konstantem Niveau. Zwar steigt die mittlere 
Schneidkantenverrundung bei geringem Schnittweg zunächst an. Dieser Effekt ist aber 
aufgrund der großen Standardabweichung als nicht signifikant einzustufen. Die mittlere 
Schneidkantenverrundung ist stets innerhalb der initialen Schneidkantenverrundung.  
 
  
Abbildung 7-2: Änderung der Schneidkantenmikrogeometrie über den Schnittweg bei 
der Komplementärzerspanung von 42CrMo4 
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Die Auswertung der Schneidkantenmikrogeometrie nach der Komplementärzer-
spanung beim Außenlängsdrehen zeigt, dass Werkzeugverschleiß eintritt. Es ist davon 
auszugehen, dass die Nassbearbeitung den Werkzeugverschleiß verzögert hat. Dieser 
ist unter Beachtung der Tatsache, dass unbeschichtete Wendeschneidplatten zum Ein-
satz kamen, als moderat einzustufen. Die Erkenntnisse des orthogonalen Schnitts wer-
den somit gestützt (vgl. Abbildung 6-28), indem asymmetrische Schneidkantenmikro-
geometrien mit einem Form-Faktor K > 1 geeignet sind. Dabei steigen der Form-Faktor 
sowie die mittlere Schneidkantenverrundung mit fortschreitendem Werkzeugverschleiß 
tendenziell an. Es folgt, dass Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor 
K > 1 für die Komplementärzerspanung geeignet sind. 
 
7.2 Resultierende Bauteilzustände 
Nach der Zerspanung und nach der mechanischen Oberflächenbehandlung der rotati-
onssymmetrischen Proben aus 42CrMo4 wurden die Randschichtzustände Topogra-
phie bzw. Rauheit, Mikrohärte, Mikrostruktur und Eigenspannung analysiert. Die Pro-
ben wurden im Weiteren für die Analyse der Schwingfestigkeit eingesetzt. 
 
7.2.1 Topographie 
Abbildung 7-3 zeigt die sich durch die Komplementärzerspanung eingestellte Topogra-
phie an rotationssymmetrischen Proben auf einer Fläche von 850 x 850 μm. Die Dar-
stellung, aufgenommen mittels konfokaler Mikroskopie, zeigt den Einfluss der unter-
schiedlichen Vorschübe bei den Prozessschritten Zerspanung und anschließender me-
chanischer Oberflächenbehandlung. Während bei der Zerspaanung ein hoher Vor-
schub fc = 0,15 mm/U zu einem spitzkämmigen Profil mit dem Rillenabstand sm,c auf 
der Oberfläche führt, kann diese mit der anschließenden mechanischen Oberflächen-
behandlung stark beeinflusst werden. Die Reduzierung des Vorschubs bei der mecha-
nischen Oberflächenbehandlung auf 33 % des Vorschubs bei der Zerspanung führt 
demnach zwar zu einer Einebnung der Oberfläche, wobei das spitzkämmige Profil an 
sich weiter bestehen bleibt. Entsprechend des Verhältnisses der Vorschübe ergibt sich 
das Verhältnis der Rillenabstände zu sm,c/sm,st = 3/1. Allerdings zeigt die Darstellung 
auch, dass die resultierende Oberfläche nach der Komplementärzerspanung deutliche 
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Unregelmäßigkeiten in Form von mikroskopischen Ausbrüchen aufweist. Diese sind bei 
nur zerspanten Oberfläche nicht zu beobachten. 
 
Abbildung 7-3: Topographie nach der Zerspanung und nach der Komplementärzer-
spanung von 42CrMo4 im Außenlängsdrehen, (Gerstenmeyer, Zanger & 
Schulze 2018) 
 
In Abbildung 7-4 sind die taktil gemessenen Rauheitskennwerte Ra, Rz und Rt sowie 
die Flächenrauheiten, gemessen mittels konfokaler Lichtmikroskopie nach der Zer-
spanung und nach der Komplementärzerspanung, dargestellt. Die Messungen stellen 
einen Mittelwert von allen Proben dar, die für die später durchgeführten Untersuchun-
gen zur Schwingfestigkeit eingesetzt wurden.  
Die mittlere Rauheit Ra liegt nach der Zerspanung bei Ra = 1,77 μm. Dabei wurde eine 
vernachlässigbare Standardabweichung der Ergebnisse gemessen. Nach der Komple-
mentärzerspanung konnte die mittlere Rauheit um 47 % auf Ra = 0,94 μm deutlich ge-
senkt werden. Die Rautiefe Rz liegt bei der Zerspanung bei Rz = 8,87 μm. Durch die 
Komplementärzerspanung konnte dieser Wert um 38 % auf Rz = 5,52 μm reduziert 
werden. Die kinematische Rauheit Rt ist auf einem vergleichbaren Niveau wie die Rau-
tiefe Rz und liegt nach der Zerspanung bei Rt = 9,87 μm. Dieser Rauheitskennwert 
kann ebenfalls durch die Komplementärzerspanung auf Rt = 7,14 μm und damit um 
28 % reduziert werden. 
Die mittlere quadratische Höhe Sq ist nach der Zerspanung 2,37 μm. Diese reduziert 
sich um 48 % auf 1,24 μm. Dabei ist die Standardabweichung nach beiden Messungen 
als gering einzustufen. Die maximale Höhe Sz weist sowohl nach der Zerspanung als 
auch nach der Komplementärzerspanung mit Sz = 16,8 bzw 15,1 μm vergleichsweise 
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hohe Werte auf. Die Komplementärzerspanung beeinflusst die maximale Höhe Sz 
kaum. Weiterhin gehen mit diesen Ergebnissen hohe Standardabweichungen einher. 
Die mittlere arithmetische Höhe Sa reduziert sich von Sa = 1,94 μm nach der Zer-
spanung auf Sa = 1,03 μm nach der Komplementärzerspanung. Damit kann dieser Pa-
rameter durch die Komplementärzerspanung mit 47 % deutlich reduziert werden. 
Die Ergebnisse haben gemein, dass die taktil gemessenen Rauheitskennwerte Ra, Rz 
und Rt nach der Zerspanung mit einer moderaten Standardabweichung einhergehen. 
Nach der Komplementärzerspanung dagegen steigen diese Standardabweichungen 
insbesondere für die kinematische Rauheit Rt deutlich an. Dies ist mit den resultieren-
den Topographien zu begründen (vgl. Abbildung 7-3). Nach der Zerspanung wurde eine 
sehr gleichmäßige Topographie hergestellt, die lediglich durch die Vorschubmarkierun-
gen geprägt ist. Die mikroskopischen Unregelmäßigen der Oberfläche nach der Kom-
plementärzerspanung führen dagegen zu einer höheren Varianz der Messergebnisse. 
Dieser Effekt spiegelt sich in den Flächenrauheiten wider. Insbesondere die maximale 
Höhe Sz ist generell sehr hoch, da diese die Summe der Höhenwerte von höchster 
Spitze bzw. tiefster Vertiefung ist. Demnach machen sich Ausreißer bei diesem Para-
meter deutlich bemerkbar. 
 
 
Abbildung 7-4: Rauheiten nach der Zerspanung und nach der Komplementärzer-





























Mit der Mikrohärte HV 0,01 wurde ein weiterer Bauteilzustand der zerspanten und kom-
plementärzerspanten Proben analysiert. Die Messungen der im orthogonalen Schnitt 
bearbeiteten Proben wurden mit dem vergleichsweise groben Messverfahren HV 0,1 
durchgeführt wurde. Dies hat die Aussagekraft der Messergebnisse beeinträchtigt. Aus 
diesem Grund wurde im Rahmen dieser Messung die Prüfkraft auf HV 0,01 reduziert, 
um höher aufgelöste Messungen zu erhalten.  
Abbildung 7-5 zeigt die Messungen der Mikrohärte nach der Zerspanung und nach der 
Komplementärzerspanung. Nach der Zerspanung sind keine Änderungen der Mikro-
härte in der Randschicht zu beobachten. Tendenziell wurden unmittelbar an der Rand-
schicht geringere Mikrohärten gemessen als im Grundgefüge. Da die zerspanungsbe-
dingte Randschicht allerdings nicht zwingend stark ausgeprägt ist, ist es durchaus mög-
lich, dass mit der klassischen Härtemessung die beeinflusste Randzone nicht gemes-
sen werden konnte. Die Mikrohärtemessungen nach der Komplementärzerspanung 
zeigen dagegen eine signifikante Steigerung der Mikrohärte in der Randschicht auf bis 
zu 480 HV 0,01. Mit steigendem Abstand von der Oberfläche sinkt die gemessene Mik-
rohärte ab. Ab einer Tiefe von etwa z = 80 μm entsprechen die Mikrohärtemessungen 
denen des Grundgefüges. 
Die Ergebnisse decken sich zunächst nicht mit den Erkenntnissen aus dem orthogona-
len Schnitt. Allerdings wurde bei der Übertragung der Prozessstrategie Komplementär-
zerspanung auf das Außenlängsdrehen auf eine Nassbearbeitung zurückgegriffen. 
Diese reduziert die Prozesstemperaturen, wodurch eine Kaltverfestigung und damit 
eine Steigerung der Härte ermöglicht werden. Weiterhin konnte mit der geringeren Prüf-
kraft bei der Analyse der Härte HV 0,01 in wesentlich geringerem Abstand zur Oberflä-
che und zu den Messpunkten untereinander gemessen werden. Dadurch sind Ände-
rungen in der Mikrohärte, die vor allem unmittelbar unterhalb der Oberfläche zu erwar-
ten sind, mit einer höheren Auflösung erfassbar. 
 




Abbildung 7-5 Resutlierende Härte HV0,01 nach der Zerspanung (a) und nach der 
Komplementärzerspanung (b) von 42CrMo4 im Außenlängsdrehen 
 
7.2.3 Mikrostruktur 
Abbildung 7-6 zeigt die Mikrostruktur in der Randschicht nach der Zerspanung und nach 
der Komplementärzerspanung. Mit der klassischen metallographischen Analyse konn-
ten keine mikrostrukturellen Änderungen in der Randschicht identifiziert werden. Mit der 
Focussed-Ion-Beam-Methode konnte dagegen eine Kornfeinung in der Randschicht 
nachgewiesen werden. Die Auswertung hat ergeben, dass sich eine nanokristalline 
(NC) Schicht mit einer Dicke von sgr = 1,68 μm durch die Zerspanung einstellt. Unter-
halb dieser Schicht folgt unmittelbar das Grundgefüge (GG). Der Übergang zwischen 
nanokristalliner Randschicht ist somit durch einen hohen Gradient bzgl. der Korngröße 
charakterisiert. Durch die Zerspanung wird demnach die unmittelbare Randschicht be-
einflusst, während das Grundgefüge keine mikrostrukturellen Änderungen erfährt. Die-
ser für die Zerspanung bekannte Zusammenhang wurde bereits von (Pu et al. 2010) im 
Rahmen einer Untersuchung zur White-Layer-Bildung beobachtet und konnte auch im 
Rahmen dieser Untersuchungen nachgewiesen werden.  
Durch die Komplementärzerspanung wird die Randzone mikrostrukturell deutlich stär-
ker beeinflusst. Die Randschichtanalyse mittels der FIB-Methode zeigt eine deutliche 
Kornfeinung in der Randschicht. Aufgrund der stark ausgeprägten nanokristallinen 
Randschicht war es aus messtechnischen Gründen mit dieser Methode nicht möglich, 
das Grundgefüge abzubilden. Mittels der metallographischen Analyse konnte dagegen 
eine umfängliche Darstellung der Randschicht visualisiert werden. Eine nanokristalline 
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Schicht konnte bis zu einer Tiefe von z = 15,1 μm gemessen werden. Dieser Schicht 
folgt nicht wie bei der rein zerspanten Probe das Grundgefüge, sondern eine Über-
gangszone (UZ), die einen diffusen Übergang zwischen nanokristalliner Randschicht 
und Grundgefüge darstellt. Die gemessene Dicke dieser Übergangsschicht ist 




Abbildung 7-6: Resutlierende Mikrostruktur nach der Zerspanung (a) und nach der 
Komplementärzerspanung (b) von 42CrMo4 im Außenlängsdrehen, (Gerstenmeyer, 
Zanger & Schulze 2018) 
 
7.2.4 Eigenspannungen 
Die resultierenden Eigenspannungszustände sowie Integralbreiten nach der Zer-
spanung und Komplementärzerspanung sind in Abbildung 7-7 dargestellt. Die röntge-
nographischen Analysen zeigen, dass durch die Zerspanung (vgl. Abbildung 7-7a) an 
der Oberfläche Eigenspannungen von bis zu 430 MPa entstehen. Im weiteren Verlauf 
reduzieren sich diese Eigenspannungen auf ein Minimum von -250 MPa in einer Tiefe 
von z = 75 μm. Mit weiter steigender Tiefe steigen die Eigenspannungen, bis in einem 
Abstand zur Oberfläche z = 250 μm keine Eigenspannungen mehr gemessen werden 
konnten.  
Somit führt der Zerspanungsprozess zu Zugeigenspannungen an der Oberfläche. Trotz 
der Nassbearbeitung konnten die aus einem thermischen Lastkollektiv hervorgerufenen 
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Zugeigenspannungszustände nicht vermieden werden. Weiterhin zeigen die Eigen-
spannungsmessungen sowohl in axialer als auch tangentialer Richtung nahezu identi-
sche Eigenspannungszustände. Dies legt nahe, dass sowohl in axialer als auch tan-
gentialer Richtung das thermo-mechanische Lastkollektiv in Vorschub als auch Schnit-
trichtung vergleichbar sind. 
Die Messungen der Eigenspannungen zeigen nach der Komplementärzerspanung da-
gegen ein konträres Bild (vgl. Abbildung 7-7b). An der Oberfläche konnten Eigenspan-
nungen von -1066 MPa in axialer bzw. -440 MPa in tangentialer Richtung nachgewie-
sen werden. Während die Eigenspannungen in tangentialer Richtung bis zu einer Tiefe 
z = 250 μm auf diesem Niveau konstant bleiben, sinken die Eigenspannungen in axialer 
Richtung unmittelbar von der Oberfläche nochmals ab. In einer Tiefe von z = 20 μm 
wurden so minimale Eigenspannungen von -1190 MPa gemessen. Diese sind zunächst 
bis zu einer Tiefe von z = 50 μm konstant und steigen anschließend nahezu linear an. 
In einer Tiefe von z = 450 μm sind in axialer und tangentialer Richtung die Eigenspan-
nungen nahe Null. 
Die Zugeigenspannungen nach der Zerspanung konnten durch die anschließende me-
chanische Oberflächenbehandlung in tiefgreifende Druckeigenspannung umgewandelt 
werden. Damit ist nachgewiesen, dass durch die Komplementärzerspanung Druckei-
genspannungen erzeugbar sind. Bei der plastischen Verformung kann das Material in 
der Randzone nicht in alle drei Raumrichtungen, wie es beim orthogonalen Schnitt mög-
lich war, verdrängt werden. Stattdessen erfährt insbesondere quer zur Bearbeitungs-
richtung das Material eine „Abstützung“ durch das umliegende Material und wird so in 
der Verformung behindert. Somit entstehen durch die plastische, aber nicht ungehin-
derte Materialverdrängung innere Spannungen, die mechanisch induzierte Eigenspan-
nungen und damit Druckeigenspannungen begünstigen. Diese sind in axialer Richtung 
bis zu einer Tiefe von z = 50 μm und in tangentialer Richtung bis z = 250 μm auf kon-
stant hohem Niveau.  
Infolge der geringen Bearbeitungsgeschwindigkeit und -tiefe sowie den Einsatz von 
Kühlschmierstoff spielt die Wärmeentwicklung bei der mechanischen Oberflächenbe-
handlung nur eine untergeordnete Rolle, unterstützen jedoch die Umwandlung von 
Zug- in Druckeigenspannungen. 
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Die gemessenen Integralbreiten nach der Zerspanung und nach der Komplementärzer-
spanung sind in Abbildung 7-7c gezeigt. Die Messungen zeigen keine signifikanten Un-
terschiede hinsichtlich der maximalen Integralbreite. Nach der Zerspanung und nach 
der Komplementärzerspanung wurde eine Integralbreite von ± 4,5° gemessen. Die Tat-
sache der hohen Integralbreite ist ein Indiz für eine Verfestigung der Randschicht so-
wohl nach der Zerspanung als auch nach der Komplementärzerspanung. 
Der weitere Verlauf der Integralbreiten zeigt mit steigendem Abstand zur Oberfläche 
deutliche Unterschiede zwischen den Bauteilzuständen nach der Zerspanung und der 
Komplementärzerspanung. Nach der Zerspanung sind ab einer Tiefe von z = 150 μm 
keine Änderungen in der gemessenen Integralbreite mehr zu beobachten. Die Gegen-
überstellung dieser Messung mit der Eigenspannungsmessung in Abbildung 7-7a zeigt, 
dass in dieser Tiefe auch keine nennenswerten Eigenspannungen mehr gemessen 
werden konnten. Der Verlauf der Integralbreite nach der Komplementärzerspanung 
deckt sich mit den Eigenspannungsmessungen nach der Komplementärzerspanung. 
Bis zu einer Tiefe von z = 250 μm sinkt die Integralbreite kontinuierlich. Bis zu dieser 
Tiefe wurden in axialer Richtung konstante Eigenspannungen gemessen. In tangentia-
ler Richtung zeigt die Messung bis zur selben Tiefe einen linearen Anstieg der Eigen-
spannungen. Ab einer Tiefe von z = 250 μm ist im Verlauf ein stärkeres Absinken der 
Integralbreite zu erkennen. Ab dieser Tiefe ändert sich auch entsprechend der Verlauf 
der Eigenspannungsmessung, indem mit steigendem Abstand zur Oberfläche die Ei-
genspannungen stärker ansteigen. Ab einer Tiefe von etwa 450 μm zeigen entspre-
chend der Eigenspannungsmessungen die Messungen der Integralbreiten keine Ände-
rungen mehr. 
 




Abbildung 7-7: Resutlierende Eigenspannung nach der Zerspanung (a) und nach der 
Komplementärzerspanung (b) sowie resultierende Intrgralbreite (c) von 42CrMo4 im 
Außenlängsdrehen, nach (Gerstenmeyer, Zanger & Schulze 2018) 
 
7.3 Einfluss der Komplementärzerspanung auf die Lebensdauer 
Zur Bewertung des Einflusses der Komplementärzerspanung auf die Schwingfestigkeit 
wurden nach dem Prozessschritt Zerspanung und nach der Komplementärzerspanung 
Schwingfestigkeitsversuche durchgeführt. Die Ergebnisse der zyklischen axialen Zug-
Druck-Beanspruchung sind in Abbildung 7-8 in Wöhlerkurven zusammengefasst. Die 
Wöhlerkurven wurden mit der arcsin√P-Methode ausgewertet.  
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Die Wöhlerkurve nach der Zerspanung in Abbildung 7-8a zeigt eine Dauerfestigkeit von 
317 MPa bei einer Bruchwahrscheinlichkeit von 5 %. Die Dauerfestigkeit steigt auf 374 
bzw. 462 MPa bei einer Bruchwahrscheinlichkeit von 50 bzw. 95 %. Diese Dauerfestig-
keiten sind für eine zerspante Oberfläche vergleichsweise gering. So konnten in 
(Ambrosy 2015) deutlich höhere Dauerfestigkeiten in Schwingfestigkeitsuntersuchun-
gen von rein zerspanten Proben aus 42CrMo4 gezeigt werden. Die Bauteilzustände im 
Rahmen dieser Untersuchungen begünstigen (vgl. Kapitel 7.2) ein frühzeitiges Bauteil-
versagen bei zyklischer Beanspruchung. Bei den zerspanten Proben konnte zwar eine 
nanokristalline Randschicht nachgewiesen werden, die mit denen von (Ambrosy 2015) 
vergleichbar ist. Allerdings begünstigt bereits die raue Oberfläche mit ihrem spitzkäm-
migen Profil einen Rissfortschritt. Auch die Zugeigenspannungen führen zu einer Sen-
kung der Dauerfestigkeit. 
Abbildung 7-8b zeigt die Wöhlerkurve nach der Komplementärzerspanung. Die Dauer-
festigkeiten konnten für alle Bruchwahrscheinlichkeiten verglichen zu den nur zerspan-
ten Proben deutlich gesteigert werden: bei Bruchwahrscheinlichkeiten von 5 % um 
63 %, von 50% um 49 % und von 95 % um 35 %. Abbildung 7-8 unterstreicht diese 
Steigerungen der Bruchwahrscheinlichkeiten mit dem Vergleich nach der Zerspanung. 
Für hohe Lastspannungsamplituden von 700 MPa sind die Schwingfestigkeiten der zer-
spanten Proben und der Proben, die durch die Komplementärzerspanung bearbeitet 
wurden, vergleichbar. Die Bruchlastspielzahl liegt in beiden Fällen zwischen 104 und 
105. Der positive Einfluss der mechanischen Oberflächenhandlung wird bei Lastspan-
nungsamplituden σa < 700 MPa deutlich. Während bei einer Lastspannungsamplitude 
von 650 MPa die Zerspanung zu keiner signifikanten Steigerung der Bruchlastspielzahl, 
d.h. N < 105, führt, liegt die Bruchlastspielzahl im selben Lastniveau nach der Komple-
mentärzerspanung bereits zwischen 105 und 106. Noch deutlicher wird der Unterschied 
zwischen der reinen Zerspanung und Komplementärzerspanung bei der Lastspan-
nungsamplitude von 600 MPa. Während nach der Zerspanung Bruchlastspielzahlen 
von etwa 105 zu erwarten sind, liegen diese nach der Komplementärzerspanung bereits 
bei etwa 106. Diese hohe Bruchlastspielzahl wird von den zerspanten Proben erst bei 
einer Lastspannungsamplitude von 400 MPa erreicht.  
Diese Betrachtung zeigt, dass der Übergang der Zeit- zur Dauerfestigkeit bei der Zer-
spanung bei deutlich niedrigeren Lastspannungsamplituden und Bruchlastspielzahlen 
eintritt, als bei der Komplementärzerspanung. Weiterhin ist die Steigung der Zeitfestig-
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keitsgeraden nach der Zerspanung deutlich geringer als nach der Komplementärzer-
spanung. Daraus folgt, dass durch die Komplementärzerspanung mit gesteigerter 
Lastspannungsamplitude die Bruchlastspielzahl deutlich abfällt, während bei der Zer-
spanung bei gleicher Änderung sich die Lastspielzahl nicht im gleichen Maß ändert.  
Bei den rein zerspanten Proben konnte als Anrissort, von dem das Versagen bei der 
zyklischen Beanspruchung ausgeht, stets die Oberfäche identifiziert werden (vgl. Ab-
bildung 7-9a). Durch die mechanische Oberflächenbehandlung konnte dieser Anrissort 
für Lastspannungsamplituden σa < 700 MPa in das Volumen verlagert werden. Die 
 
Abbildung 7-8: Wöhlerkurven (a-b) und Wechselfestigkeit für unterschiedliche 
Bruchwahrscheinlichkeiten (c) nach der Zerspanung und nach der 
Komplementärzerspanung von 42CrMo4,  
nach (Gerstenmeyer, Zanger & Schulze 2018) 
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Bruchfläche in Abbildung 7-9b ist dabei charakteristisch für einen Volumenanriss. 
Dieser ging von einer Fehlstelle bzw. Einschluss im Gefüge aus und ist in Abbildung 
7-9c gezeigt.  
 
 
Abbildung 7-9: Analyse der Bruchfläche, nach (Gerstenmeyer, Zanger & 
Schulze 2018) 
 
Abbildung 7-10 zeigt die Auswerung der Anrissorte in Abhängigkeit von der 
Lastspannungsamplitude im Zeitfestigkeitsbereich von komplementärzerspanten 
Proben aus 42CrMo4. Bei einer Lastspannungsamplitude σa = 700 MPa sind 
Oberflächenanrisse, bei geringeren Lastspannungsamplituden  σa ≤ 650 MPa sind 
Volumenanrisses Ursache des Bauteilversagens. Um diese Zusammenhänge näher zu 
untersuchen wurde das Konzept der lokalen Dauerfestigkeit nach (Winderlich 1990) 
herangezogen. Mit diesem können die Einflüsse der Topographie sowie des 
Eigenspannungs- und Verfestigungszustandes auf die Wechselfestigkeit RW(z) 
abgeschätzt werden. Nach (Schulze 2006) gilt 
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      Formel 7-1 
Dabei ist ω der Einflussfaktor der Oberfläche abhängig von der Rauheit, der Kerbform-
zahl und der Oberflächenhärte, wobei ω = 1 für z > 0 gilt. Die Stützziffer n(x) ist abhän-
gig von der lokalen Härte und dem Spannungsgradienten.  ist die Wechselfestig-
keit im eigenspannungsfreien Zustand. 
Nach Formel 7-1 folgen für die gemessenen Bauteilzustände aus Kapitel 7.2 für die 
Zerspanung und die Komplementärzerspanung die lokalen Wechselfestigkeiten in Ab-
hängigkeit der Tiefe z, dargestellt in Abbildung 7-11. Dabei wird für die zerspante Probe 
eine Wechselfestigkeit von RW(z = 0 mm) = 333 MPa an der Oberfläche vorhergesagt. 
Diese vergleichsweise geringe Wechselfestigkeit erklärt, dass nach der Zerspanung 
stets Oberflächenrisse beobachtet wurden. Unter Vernachlässigung des Oberflächen-
faktors ω steigt die Wechselfestigkeit auf RW(z = 0 mm) = 398 MPa und ist damit wei-
terhin geringer als jede untersuchte Lastspannungsamplitude. Auch unter Vernachläs-
sigung der Rauheit ist die Wechselfestigkeit geringer als die experimentell ermittelten 
Dauerfestigkeiten bei einer Lastspannungsamplitude von σa = 400 MPa (Abbildung 
7-8). Da im Konzept der lokalen Dauerfestigkeit alle Bauteilzustände mit Ausnahme der 
Mikrostruktur berücksichtigt sind, folgt, dass die Mikrostruktur einen positiven Effekt auf 
die Schwingfestigkeit haben muss und demnach verantwortlich für die Erreichung der 
experimentell beobachteten Dauerfestigkeiten von σa = 400 MPa sein sollte. 
Der in Abbildung 7-11 dargestellte Tiefenverlauf der lokalen Wechselfestigkeit nach der 
Komplementärzerspanung zeigt, dass an der Oberfläche eine Wechselfestigkeit von 
 
Abbildung 7-10: Anrissorte von komplementärzerspanten Proben aus 42CrMo4 
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RW(z = 0 mm) = 1006 MPa bzw. RW(z = 0 mm) = 1152 MPa unter Vernachlässigung 
der Rauheit vorhergesagt wird. Entsprechend der Berechnung aus dem Konzept der 
lokalen Dauerfestigkeit hätte bei einer Last von σa = 700 MPa noch kein Versagen auf-
treten dürfen. Dass dies trotzdem der Fall ist, kann mit einer verringerten Eigenspan-
nungsstabilität bei zyklischer Beanspruchung erklärt werden. In (Wick 1999) wurde die 
Eigenspannungsstabilität von 42CrMo4 bei der Biegebeanspruchung mit einer Last-
spannungsamplitude von 500 MPa untersucht. Dabei wurde ein Eigenspannungsabbau 
an der Oberfläche von etwa σES = -950 MPa auf σES = -300 MPa nach 1.000 Zyklen 
beobachtet. Unter der Annahme, dass es bei der vorliegenden zyklischen Zug-Druck-
beanspruchung mit einer Lastspannungsamplitude von 700 MPa zu einem Abbau der 
Oberflächeneigenspannung von σES = -1066 MPa auf bspw. σES = -100 MPa nach 
10.000 Zyklen kommt, sinkt die berechnete Wechselfestigkeit auf 
RW(z = 0 mm) = 700 MPa. Dabei ist mit Versagen an der Oberfläche zu rechnen. Diese 
Annahme stützt die Analyse der Anrissorte aus Abbildung 7-10. 
Für geringere Lastspannungsamplituden ist der Abbau der Eigenspannungen weniger 
stark ausgeprägt. In einer Tiefe von z = 250 μm ist die Wechselfestigkeit geringer als 
die Lastspannungsamplitude σa = 650 MPa. Demnach ist ab dieser Tiefe der Anrissort 
zu erwarten. Dieses Verhalten hat ebenfalls die Analyse in Abbildung 7-10 ergeben. 
Dass bei dieser Lastspannungsamplitude auch Anrissorte in tieferliegenden Schichten 
beobachtet wurden, lässt sich ebenfalls mit der Eigenspannungssabilität erklären. 
 
Abbildung 7-11: Lokale Wechselfestigkeit für zerspante und komplementär- 
zerspante Proben aus 42CrMo4 















 Zerspanung ohne OF
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 Komplementärzerspanung ohne OF
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42CrMo4
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Demnach sinken nach (Wick 1999) nicht nur betragsmäßig die Druckeigenspannungen 
unmittelbar unter der Oberfläche, sondern auch die Zugeigenspannungen im 
Probeninneren, die aus Gleichgewichtsgründen existieren. Mit dem Abfall der 
Zugeigenspannungen können die tieferliegenden Anrissorte bei der 
Lastspannungsamplitude σa = 650 MPa erklärt werden. Bei der 
Lastspannungsamplitude von σa = 600 MPa liegt die berechnete Wechselfestigkeit in 
Abbildung 7-11 stets über 600 MPa. Es ist demnach kein Anrissort bis zu einer Tiefe 
von z = 350 μm zu erwarten. Dies bestätigt die Analyse der Anrissorte, bei der Anrisse 
ausschließlich in tieferliegenden Schichten z > 500 μm beobachtet wurden. In dieser 
Tiefe herrschen Zugeigenspannungen, die sich bei der verringerten Lastspannungs-
amplitude von σa = 600 MPa vermutlich weitaus weniger abbauen, verglichen zu höhe-
ren Lastspannungsamplituden vor. 
Um die Schwingfestigkeitsergebnisse der Komplementärzerspanung unter etablierten 
mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren einordnen zu können, wurde die 
Wöhlerkurve mit einer Bruchwahrscheinlichkeit von 5 % mit denen nach dem 
Festwalzen, Kugelstrahlen und Piezopeening verglichen. Die Datengrundlage liefert 
hierbei die Untersuchung von (Lienert et al. 2014). Abbildung 7-12 zeigt die 
Gegenüberstellung der verschiedenen Wöhlerkurven. 
Die Dauerfestigkeit nach der Komplementärzerspanung liegt über der des 
Kugelstrahlens und deutlich oberhalb der des Festwalzens. Das Niveau der 
Bruchlastspielzahl am Übergang von der Zeit- zur Dauerfestigkeit ist bei der 
Komplementärzerspanung vergleichbar mit dem Festwalzen. Dieser Übergang tritt 
beim Kugelstrahlen früher ein. Im Gegensatz dazu sind verglichen zum Piezopeening 
keine Verbesserungen durch die Komplementärzerspanung erreichbar. Sowohl bei der 
Dauerfestigkeit als auch die Bruchlastspielzahl vom Übergang Zeit- zu Dauerfestigkeit 
zeigen die Ergebnisse des Piezopeenings bessere Resultate. 
Zur Bewertung der Wöhlerkurven der unterschiedlichen mechanischen Oberflächenbe-
handlungsverfahren, kann der Vergleich der Bauteilzustände herangezogen werden. 
Die Bauteilzustände nach dem Kugelstrahlen und Festwalzen aus (Lienert et al. 2014) 
zeigen, dass die gemittelte Rautiefe nach der Komplementärzerspanung vergleichbar 
mit der des Kugelstrahlens  ist (vgl. Abbildung 7-13). Weitere Einflussgröße ist der Ei-
genspannungszustand. Während nach der Komplementärzerspanung hohe und tief-
greifende Eigenspannungen, vergleichbar mit Eigenspannungszuständen nach dem 
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Festwalzen, resultieren, wurden von (Lienert et al. 2014) nach dem Kugelstrahlen we-
niger tiefreichende Druckeigenspannungen gemessen. Dadurch kann letztlich die ver-
besserte Dauerfestigkeit nach der Komplementärzerspanung erklärt werden. Obwohl 
das Piezopeening wenig tiefgreifende Druckeigenspannung induziert (Lienert et al. 
2014), zeigt das Piezopeening eine bessere Performance in der Schwingfestigkeit ver-
glichen zur Komplementärzerspanung. Ein wesentlicher Grund ist die Topographie. 
Während nach dem Piezopeening eine gemittelte Rautiefe Rz = 2,01 μm resultiert (Li-
enert et al. 2014), liegt die Rautiefe Rz nach der Komplementärzerspanung bei 
Rz = 5,89 μm (vgl. Abbildung 7-13). Es folgt, dass die Topographie ausschlaggebend 
für die Schwingfestigkeit sein muss und diese durch die weiteren Bauteilzustände wei-
terhin beeinflusst werden kann. 
 
Abbildung 7-12: Wöhlerkurven von Komplementärzerspanung und weiteren 
mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren von 42CrMo4, Piezopeening, 
Kugelstrahlen und Festwalzen aus (Lienert et al. 2014), (Gerstenmeyer, Zanger & 
Schulze 2018) 















Abbildung 7-13: Vergleich der gemittelten Rautiefe Rz von Komplementärzerspanung 
und weiteren mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren von 42CrMo4, 
Piezopeening, Kugelstrahlen und Festwalzen aus (Lienert et al. 2014) 
 
7.4 Diskussion 
Das Ziel war, die Prozessstrategie Komplementärzerspanung auf den technisch rele-
vanten Prozess Außenlängsdrehen so zu übertragen, damit lebensdauersteigernde 
Bauteilzustände eingestellt werden können. Diese können eine geringe Rauheit, eine 
Verfestigung in der Randschicht, eine nanokristalline Randschicht sowie Druckeigen-
spannungen sein. Um diese Randschichtzustände mittels der Komplementärzer-
spanung zu erhalten, wurden in einem ersten Schritt die Handlungsempfehlungen aus 
dem orthogonalen Schnitt analysiert und, sofern möglich, auf das Außenlängsdrehen 
übertragen. Werkzeugseitig kamen asymmetrische Schneidkanten, definiert durch ei-
nen Form-Faktor K > 1, zum Einsatz. Als Prozessstellgrößen wurden eine geringe Be-
arbeitungsgeschwindigkeit und -tiefe bei der mechanischen Oberflächenbehandlung 
eingestellt. Darüber hinaus wurden für das Außenlängsdrehen spezifische Prozess-
stellgrößen, wie der Vorschub, ermittelt. Prozessführung wurde von der Trockenbear-
beitung hin zu einer Nassbearbeitung geändert, um den Werkzeugverschleiß möglichst 
gering zu halten. 
Grundsätzlich lassen sich die Ergebnisse aus dem orthogonalen Schnitt auf das Au-
ßenlängsdrehen übertragen. So wird eine zerspanungsbedingte hohe Rauheit infolge 
der mechanischen Oberflächenbehandlung reduziert. Die Rauheitskennwerte sind ver-
gleichbar mit denen des Kugelstrahlens (Lienert et al. 2014). Obwohl bei der mechani-
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wurde, konnten zerklüftete Oberflächen, die infolge des Adhäsions-Effekts zwischen 
Werkstück und Werkzeug auftreten können, vermieden werden. Dies konnte durch den 
Einsatz von Kühlschmierstoff erreicht werden. 
Die Zerspanung führt erwartungsgemäß zu einer Kornfeinung in der Randschicht. 
Diese rekristallisierte Schicht ist jedoch sehr dünn. Weiterhin folgt dieser Schicht unmit-
telbar das Grundgefüge. Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung treten infolge 
der geringen Bearbeitungsgeschwindigkeit und des Einsatzes von Kühlschmierstoff 
keine hohen Prozesstemperaturen auf. Trotzdem konnte durch die plastische Verfor-
mung eine Kornfeinung induziert werden. Daraus folgt, dass eine Kornfeinung bis hin 
in den Nanometer-Bereich auch dann einsetzen kann, wenn geringe Prozesstempera-
turen in der Wirkzone vorherrschen. In diesem Fall wird allein durch die plastische Ver-
formung die notwendige Energie in die Wirkzone eingebracht, die für eine Rekristalli-
sation notwendig ist. Der thermische Anteil spielt dabei nur eine untergeordnete Rolle. 
Die Ergebnisse der Komplementärzerspanung zeigen, dass hohe Prozesstemperatu-
ren eine Rekristallisation zusätzlich begünstigen, diese jedoch auch durch vornehmlich 
plastische Verformung induziert werden kann.  
Eine weitere Zielgröße ist die Verfestigung. So konnte nach der mechanischen Ober-
flächenbehandlung eine Steigerung der Mikrohärte gemessen werden. Der Effekt der 
Verfestigung zeigt auch die Integralbreite. In diesem Zusammenhang wurde mit der 
Mikrohärtemessung nach der Zerspanung keine Änderung der Mikrohärte gemessen. 
Die Integralbreite als Maß für die Verfestigung zeigt jedoch ein hohes, aber wenig tief-
reichendes Maximum, die mit steigendem Abstand zur Oberfläche rasch abfällt. Daraus 
folgt, dass zwar eine Verfestigung nach der Zerspanung vorherrscht, diese aber nur 
durch röntgenographische Messungen erfasst werden kann. Die hier angewandten me-
tallographischen Analysen zur Härtemessung sind deswegen nicht zielführend, da die 
mikrostrukturell beeinflusste Randschicht (vgl. Mikrostruktur, Kapitel 7.2.3) nur wenige 
Mikrometer dick ist, der unmittelbar das Grundgefüge folgt. 
Thermisch-induzierte Zugeigenspannungen wurden durch den Zerspanungsprozess 
eingebracht. Dabei führte ein in axialer und tangentialer Richtung vergleichbares 
thermo-mechanisches Lastkollektiv zu einem nahezu identischen Eigenspannungstie-
fenverlauf. Die eingebrachten Zugeigenspannungen konnten durch die anschließende 
mechanische Oberflächenbehandlung in hohe, tiefgreifende Druckeigenspannungen 
überführt werden. Der resultierende Eigenspannungszustand ist dabei vergleichbar mit 
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den resultierenden Eigenspannungen nach dem Festwalzen von 42CrMo4 bzw. über-
trifft diese sogar. So hat (Lienert et al. 2014) nach dem Festwalzen von 42CrMo4 
Druckeigenspannungen an der Oberfläche von etwa -800 MPa bis zu einer Tiefe von 
etwa 180 μm gemessen, die schließlich in einer Tiefe von 350 μm in Zugeigenspan-
nungen wechseln. Die vergleichsweise langsame mechanische Oberflächenbehand-
lung führt außerdem zu deutlich höheren Druckeigenspannungen in axialer als in tan-
gentialer Richtung. Trotzdem sind die Druckeigenspannungen in tangentialer Richtung 
mit steigendem Abstand zur Oberfläche auf einem konstant hohen Niveau.  
Entsprechend den Bauteilzuständen setzte bei der Schwingfestigkeitsuntersuchung der 
rein zerspanten und der komplementärzerspanten Proben das Versagen ein. So führen 
erwartungsgemäß hohe Rauheitskennwerte und Zugeigenspannungen zu einem früh-
zeitigen Versagen, auch wenn bei den rein zerspanten Proben eine nanokristalline 
Randschicht nachgewiesen werden konnte. Erst durch die Verringerung der Rauheits-
kennwerte und Bildung von Druckeigenspannungen durch die anschließende mecha-
nische Oberflächenbehandlung konnte die Dauerfestigkeit signifikant gesteigert wer-
den. Positiven Einfluss hat dabei die Verfestigung, die nach der Komplementärzer-
spanung in ausgeprägter Form nachgewiesen werden konnte. 
Zur weiteren Einordnung der Zeitfestigkeit nach der Komplementärzerspanung, vergli-
chen zu etablierten mechanischen Oberflächenbehandlungsverfahren, können die 
Bauteilzustände herangezogen werden.  
Wie von (Lienert 2017) diskutiert, spielt in der Zeitfestigkeit der Eigenspannungsabbau 
eine zentrale Rolle. Durch diesen Abbau sind die Eigenspannungen weniger aus-
schlaggebend für das Schwingfestigkeitsverhalten, wodurch die Topographie in den 
Fokus rückt. Obwohl die gemessenen Rauheitskennwerte nach der Komplementärzer-
spanung, wenn auch nur gering, besser sind als die nach dem Kugelstrahlen, ist die 
Zeitfestigkeit schlechter. Dieses Verhalten kann nicht durch die weiteren Bauteilzu-
stände Eigenspannung und Verfestigung erklärt werden, da diese ebenfalls, im Sinne 
der Schwingfestigkeit bessere Werte nach der Komplementärzerspanung aufweisen. 
Es kann nicht ausgeschlossen werden, dass die Eigenspannungszustände nach dem 
Kugelstrahlen oder dem Festwalzen stabiler sind als nach der Komplementärzer-
spanung, wodurch sich die Zeitfestigkeiten unterschiedlich ausprägen.  
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Durch die Möglichkeit des Eigenspannungsabbaus ist eine frühzeitige Rissinitiierung 
wahrscheinlich. Diese kann zwar durch eine nanokristalline Randschicht verzögert, je-
doch nicht verhindert werden. Im Falle einer frühzeitigen Rissinitiierung kann die aus-
geprägte nanokristallinen Randschicht von 15,1 μm die Zeitfestigkeit daher zusätzlich 
beeinflussen, indem die Rissausbreitung beschleunigt werden kann. Durch das ver-
gleichsweise große rekristallisierte Volumen ist es denkbar, dass Anrissen durch viele 
Korngrenzen weniger Widerstand gegen Risswachstum entgegenstehen, als bei einem 
Werkstoff mit grober Mikrostruktur. Die Folge ist unter Voraussetzung eines Anrisses 
Risswachstum bei geringer Bruchlastspielzahl, wie es bei der Lastspannungsamplitude 
von σa = 700 MPa beobachtet wurde. Für den Einfluss der Mikrostruktur auf die Zeit-
festigkeit kann keine vergleichende Interpretation mit den weiteren mechanischen 
Oberflächenflächenbehandlungsverfahren Kugelstrahlen, Festwalzen und Piezo-
peening erfolgen, da diese in (Lienert 2017) nicht Gegenstand der Untersuchung wa-
ren. 
Für eine weitere Interpretation kann die Prozessführung herangezogen werden. Bei der 
mechanischen Oberflächenbehandlung innerhalb der Prozessstrategie Komplementär-
zerspanung steht das Werkzeug in kontinuierlichem Kontakt mit dem Werkstück. Die 
makroskopische plastische Verformung erfolgt dabei vornehmlich durch Scherung, in-
dem das Material durch das Werkzeug mitgezogen wird. Die Scherung besitzt entspre-
chend des Vorschubs eine Vorzugsrichtung.  
Beim Kugelstrahlen dagegen erfolgt die plastische Verformung durch rein stochasti-
sche Einschläge des Strahlmittels. Dabei wird das Material in einer idealisierten Vor-
stellung in alle Richtung gleichmäßig plastisch verformt. Eine Scherung spielt beim Ku-
gelstrahlen demnach eine untergeordnete Rolle. Es folgt, dass neben der erreichten 
Bauteilzustände auch die Einstellung dieser Bauteilzustände einflussnehmend auf das 
Zeitfestigkeitsverhalten ist. 
Die Übertragung auf das Festwalzen stärkt diese Annahme. Zwar erfolgt das Festwal-
zen ebenfalls mit einem Vorschub, allerdings besitzt das Festwalzwerkzeug mit dessen 
Rotation einen weiteren Freiheitsgrad. Dadurch erfolgt der Materialfluss in der Rand-
schicht mit weitaus weniger Scherung, weil das Material idealisiert betrachtet durch ein 
Abrollen plastisch verformt wird. Mit dieser Annahme und der Tatsache der deutlich 
geringeren Rauheit ist die bessere Zeitfestigkeit erklärbar.  
126 Ergebnisse beim Außenlängsdrehen 
 
 
Beim Piezopeening ist prozessführungsbedingt eine Scherung zu erwarten. Durch Ro-
tation der Probe während des Hammeraufpralls ist ein kurzzeitiges Ziehen des Materi-
als nicht auszuschließen. Die plastische Deformation wird durch eine Scherung des 
Materials überlagert. Da dieser Effekt wegen der kurzen Aufpralldauer nicht allein den 
Verlauf der Zeitfestigkeit erklärt, rücken für die Interpretation der Zeitfestigkeit erneut 
die Bauteilzustände in den Fokus. Die geringen Rauheitskennwerte und hohe Verfesti-
gungen führen zu einer gesteigerten Schwingfestigkeit.  
Der Verlauf der Zeitfestigkeit ist in seiner Charakteristik durch die geringen und wenig 
tiefreichenden Druckeigenspannungen beim Piezopeening mit der Zeitfestigkeit nach 
der Komplementärzerspanung vergleichbar, wenngleich die dahinterliegenden Mecha-
nismen verschieden sind. 
Die Ergebnisse zeigen, dass durch die Komplementärzerspanung die Schwingfestigkeit 
gesteigert werden kann. Dabei gilt jedoch nicht, dass bspw. möglichst hohe Druckei-
genspannungen oder eine möglichst dicke nanokristalline Randschicht unmittelbar die 
besten Schwingfestigkeiten zur Folge haben. Vielmehr ist das Zusammenspiel von 
Werkstoff, Probengeometrie, Beanspruchungsart sowie den erreichten Bauteilzustän-
den und deren Erreichung ausschlagegebend für die erreichbare Schwingfestigkeit. 
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8 Zusammenfassung und Ausblick 
8.1 Zusammenfassung 
In der vorliegenden Arbeit wurde die Prozessstrategie Komplementärzerspanung ent-
wickelt und simulationsgestützt analysiert. Die Komplementärzerspanung ist die Kom-
bination von Zerspanung und mechanischer Oberflächenbehandlung. Letztere wird da-
bei unter Verwendung des Zerspanungswerkzeugs entgegengesetzt zur Zerspanungs-
richtung durchgeführt. Die dadurch induzierte plastische Verformung hat eine Änderung 
der Bauteilzustände in der Randschicht zur Folge. Die Komplementärzerspanung 
wurde zunächst am orthogonalen Schnitt in der Trockenbearbeitung analysiert. Damit 
konnte ein Prozess- und Mechanismenverständnis an Armco-Eisen (Reineisen) sowie 
an dem Vergütungsstahl 42CrMo4 erarbeitet werden. Dies beinhaltet sowohl die resul-
tierenden Bauteilzustände nach der Komplementärzerspanung als auch deren Einfluss 
auf den Werkzeugverschleiß an unbeschichteten Wendeschneidplatten. 
In einem ersten Schritt wurde das Werkstoffverhalten von Armco-Eisen experimentell 
charakterisiert und mittels eines phänomenologischen Modells beschrieben. Dieses ist 
Eingangsgröße für ein Prozessmodell. Mit diesem konnten die wirkenden Temperatu-
ren und Dehnraten sowie der Werkstofffluss während der mechanischen Oberflächen-
behandlung in Abhängigkeit von der eingesetzten Schneidkantenmikrogeometrie im or-
thogonalen Schnitt analysiert werden. Des Weiteren wurde das Prozessmodell genutzt, 
um das thermo-mechanische Lastkollektiv am Werkzeug und den daraus resultieren-
den Werkzeugverschleiß während der Komplementärzerspanung zu verstehen. Mit die-
sem Vorgehen konnte gezeigt werden, dass die Schneidkantenmikrogeometrie, cha-
rakterisiert durch den Form-Faktor K, entscheidend für die Komplementärzerspanung 
ist. Die simulativen Untersuchungen wurden durch experimentelle Untersuchungen am 
orthogonalen Schnitt an Armco-Eisen und 42CrMo4 gestützt. Dabei wurden neben der 
Werkzeuganalyse die resultierenden Bauteilzustände Rauheit, Verfestigung, Mikro-
struktur und Eigenspannung betrachtet.  
In einem zweiten Schritt wurden ausgehend von den Erkenntnissen im orthogonalen 
Schnitt Handlungsempfehlungen abgeleitet, welche die Übertragung der Komplemen-
tärzerspanung auf einen technisch relevanten Prozess möglich machen. Die Schneid-
kantenmikrogeometrie ist mit einem Form-Faktor K ≥ 1 zu wählen. Mit diesem ist der 
geringste Werkzeugverschleiß zu erwarten, da bei dieser Schneidkantenmikrogeomet-
rie unterschiedliche Bereiche der Schneidkante bei den Prozessschritten Zerspanung 
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und mechanischen Oberflächenbehandlung mit dem Bauteil in Kontakt stehen. Damit 
tritt an unterschiedlichen Bereichen Werkzeugverschleiß auf, was letztlich eine hohe 
Standzeit zur Folge hat. Gleichzeitig sind diese Schneidkantenmikrogeometrien werk-
stoffseitig von Vorteil, da mit diesen in der Randschicht gezielt lokal hohe Verformungen 
bei gleichzeitig geringen Prozesstemperaturen eingebracht werden können. Die Pro-
zesstemperaturen können bei einer niedrigen Bearbeitungsgeschwindigkeit gering ge-
halten werden. Dieses auf den Werkstoff wirkende thermo-mechanische Lastkollektiv 
hat eine Kaltverfestigung sowie Kornfeinung in der Randschicht sowie die gezielte Be-
einflussung des Eigenspannungszustandes zur Folge. 
In einem letzten Schritt wurden die Handlungsempfehlungen aus dem orthogonalen 
Schnitt auf das Außenlängsdrehen übertragen, um rotationssymmetrische Proben aus 
42CrMo4 herzustellen, die für eine Schwingfestigkeitsanalyse genutzt wurden. Dabei 
kamen bei der Komplementärzerspanung geringe Bearbeitungsgeschwindigkeiten und 
Schneidkantenmikrogeometrien mit einem Form-Faktor K ≥ 1 zum Einsatz. Zur weite-
ren Reduzierung des Werkzeugverschleißes wurde eine Nassbearbeitung gewählt. Die 
Analyse der resultierenden Bauteilzustände hat gezeigt, dass die Rauheit auf vergleich-
bares Niveau zum Kugelstrahlen gesenkt werden kann. Die hohen und tiefreichenden 
Druckeigenspannungen sind vergleichbar mit dem Eigenspannungszustand nach dem 
Festwalzen. Des Weiteren konnte eine signifikante Kornfeinung in der Randschicht ein-
gebracht werden. 
Die Schwingfestigkeitsanalyse hat ergeben, dass die Lebensdauer von komplementär-
zerspanten Proben deutlich gesteigert werden kann. Die Schwingfestigkeit ist dabei 




Auf Basis der grundlegenden Untersuchungen mit unbeschichteten Werkzeugen las-
sen sich an technisch relevanten Prozessen, wie dem Außenlängsdrehen, weitere Op-
timierungen durchführen. Diese können somit zu weiter reduzierten Rauheiten bzw. 
geforderten Mikrostrukturen führen und damit Bauteileigenschaften, wie die Schwing-
festigkeit weiter steigern. Werkzeugseitig können für das Außenlängsdrehen optimierte 
Werkzeuge für die Anwendung der Komplementärzerspanung weiterentwickelt werden. 
Weiterhin sind beschichtete Werkzeuge technisch relevant. Dabei ist die Stabilität der 
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Beschichtung zu untersuchen, da bei der Komplementärzerspanung ein bisher nicht 
betrachtetes thermo-mechanische Lastkollektiv auf das Werkzeug wirkt.  
Im Kontext der Ressourceneffizienz ist weiterhin zu prüfen, wie die Prozessführung 
weiter optimiert werden kann. Diese beinhaltet sowohl die Prozesszeit als auch der 
Einsatz von ressourcensparenden Kühlkonzepten, wie der Minimalmengenschmie-
rung. 
Diese Untersuchungen können unterstützt werden, indem die Komplementärzer-
spanung beim Außenlängsdrehen auch durch FE-Simulationen abgebildet wird. Damit 
können die verwendeten Werkzeuge sowie etwaige Beschichtungen abgebildet, analy-
siert und ggf. gezielt optimiert werden.  
Des Weiteren ist zu untersuchen, wie durch die Komplementärzerspanung andere me-
tallische Werkstoffe mechanisch oberflächenbehandelt werden können und deren 
Randschicht gezielt beeinflusst werden kann. Dadurch können die universellen Anwen-
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